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INTRODUZIONE
Lo scopo della presente Tesi è lo sviluppo e la messa a punto di una serie di modelli numerici 
e codici di calcolo atti a modellare il comportamento di strutture sismoresistenti di tipo 
intelaiato sottoposte ad azione sismica al fine di poter effetuare una valutazione 
dell'affidabilità strutturale per mezzo di analisi probabilistiche di tipo montecarlo.
In particolare nel primo capitolo verrà introdotto il problema della valutazione dell'affidabilità 
delle strutture. Nel secondo capitolo verranno introdotti i metodi di analisi strutturale con 
particolare riferimento al metodo dell'analisi probabilistica di tipo montecarlo applicato alla 
valutazione dell'affidabilità delle strutture. Nel terzo capitolo si esaminerà la problematica 
della modellazione numerica delle strutture sismoresistenti. Nel quarto capitolo verranno 
illustrati i modelli numerici sviluppati e implementati nonchè i codici di calcolo sviluppati. 
Nel quinto capitolo verrà illustrato il processo di validazione dei modelli numerici sviluppati 
utilizzando i risultati forniti da una serie di indagini sperimentali condotte da vari autori e 
reperite in letteratura. Infine nel sesto capitolo si procederà alla valutazione dell'affidabilità 
strutturale di una struttura intelaiata campione utilizzando l'analisi probabilistica di tipo 
montecarlo per la creazione delle curve di fragilità della struttura.
VALUTAZIONE DELL’AFFIDABILITA DELLE STRUTTURE
 1 VALUTAZIONE 
DELL’AFFIDABILITA DELLE 
STRUTTURE
In generale l’affidabilità di una struttura, anche detta probabilità di successo della struttura, 
può essere definita come la probabilità che la medesima continui a svolgere le funzioni per cui 
è stata progettata e costruita durante un periodo di tempo prefissato, ovvero la probabilità che 
la vita utile della struttura sia non inferiore ad un valore prestabilito detto vita utile di 
progetto. Pertanto, una struttura potrà essere ritenuta affidabile se la probabilità Psucc che la 
struttura continui a svolgere le proprie funzioni durante tutta la propria vita utile sarà 
maggiore di un valore di accettabilità prefissato P* o reciprocamente se, tenendo conto che la 
somma della probabilità del verificarsi di una certa condizione e la probabilità del suo non 
verificarsi equivale alla certezza, la probabilità Pfail che la vita utile della struttura sia inferiore 
di quella prefissata sia inferiore al valore di 1-P*.
Questa definizione cosi generica di affidabilità richiede di specificare quali siano le 
condizioni limite oltre le quali la struttura non sia più in grado di svolgere le proprie funzioni; 
tali condizioni limite o stati limite possono essere suddivisi in stati limite di servizio e stati 
limite ultimi; i primi vengono definiti come quelle condizioni in cui la struttura perde almeno 
una delle caratteristiche necessarie al suo corretto funzionamento, come ad esempio una 
eccessiva deformazione, ma continua a mantenere la propria stabilità ed integrità; i secondi 
invece sono le condizioni in cui a venir meno è proprio la stabilità e/o l’integrità strutturale.
Senza perdere di generalità tali stati limite possono essere espressi genericamente con 
un’uguaglianza tra una determinata sollecitazione S agente sulla struttura e la resistenza R 
della struttura a tale azione, superata la quale si manifestano le condizioni di perdita di 
funzionalità prefissate. Definito quindi una stato limite S=R,  l’affidabilità della struttura potrà 
genericamente essere definita come:
Equazione 1.1
La valutazione di tale probabilità ovviamente richiede la determinazione delle due quantità R 
ed S e pertanto si rende necessario schematizzare la struttura attraverso un modello; definire le 
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azioni agenti su di essa; scegliere un metodo di calcolo per la progettazione e verificare la 
disuguaglianza S≤R.
È intuitivo comprendere che in ciascuna di queste fasi intervengono grandezze affette da 
incertezze; basti pensare al modello matematico usato, alle schematizzazioni geometriche 
operate, all’effettivo comportamento dei materiali e, infine, al carattere aleatorio dei carichi. 
Per tener conto di questi fattori e giungere al risultato cercato, bisogna associare alle 
tradizionali tecniche di calcolo deterministico quelle del calcolo aleatorio che forniscono dei 
risultati in termini di sicurezza, o in maniera complementare, di probabilità di collasso di una 
struttura.
1.1 GENERALITÀ
Come sopra accennato, nell’ambito della Meccanica Stocastica, che studia la meccanica delle 
strutture  in presenza di incertezze aleatorie nei carichi, nei materiali, ecc., è stato introdotto il 
concetto di affidabilità, che coincide con la probabilità di successo della struttura. Tale 
probabilità può anche esprimersi come il complemento ad uno della probabilità di crisi, detta 
anche probabilità di rovina o di fallimento della struttura.
In questa visione probabilistica del progetto strutturale bisogna modificare le tecniche di 
verifica tradizionali introducendo, in alternativa al coefficiente di sicurezza , il livello di 
affidabilità della struttura, che consiste nel definire un valore accettabile della probabilità che 
la resistenza R di un qualsiasi elemento costituente la struttura sia maggiore della 
corrispondente sollecitazione S agente su di esso.
È noto, infatti, che il dimensionamento di una struttura nasce dal confronto tra la richiesta in 
termini di prestazione S, legata alle azioni esterne agenti su un generico elemento strutturale e 
la risorsa disponibile R dell’elemento utilizzato. Tale punto di vista è quello proprio degli 
“stati limite”, nei quali il raggiungimento di uno stato limite per la struttura viene in genere 
fatto coincidere con il  raggiungimento di un valore limite per un parametro caratterizzante la 
risposta strutturale. La verifica in questo caso è del tipo:
Equazione 1.2
dove il segno uguale corrisponde al raggiungimento dello stato limite.
Pagina 9 di 315
S≤R
Generalità
In generale per ogni stato limite è possibile definire una disuguaglianza critica e identificare 
in uno spazio di variabili significative, ad esempio lo spazio R-S per l’equazione S≤R  , un 
“dominio di sicurezza” S in cui la disuguaglianza è verificata ed un “dominio di rottura” U in 
cui essa non è verificata.
Nel caso in cui le azioni incerte sono ipotizzate indipendenti dal tempo e almeno una delle 
variabili S ed R è una variabile aleatoria, è possibile definire la probabilità di crisi  Pc e la 
probabilità di successo Ps ( o affidabilità A), rispettivamente come la probabilità che la 
disuguaglianza critica sia violata o meno, mediante le seguenti relazioni:
Equazione 1.3
Equazione 1.4 
Queste relazioni possono essere espresse come la probabilità che in uno spazio di variabili 
aleatorie, un punto X, rappresentativo dei parametri significativi di input e di sistema, si trovi 
nel dominio di rottura U o nel dominio di sicurezza S [1]:
Equazione 1.5
Equazione 1.6
Pertanto, la sicurezza non può essere garantita in modo assoluto, deterministico, nel senso che 
alla domanda: “Questa struttura è sicura?” non si può dare una risposta dicotomica del tipo 
“Si/no”. Bisogna accontentarsi di garantire la sicurezza soltanto con un valore prefissato di 
probabilità, al punto che la probabilità di crisi può essere considerata una misura della 
sicurezza. 
La sicurezza è garantita quando la probabilità di crisi è molto piccola, pur se diversa da zero. 
Nel caso di stato limite ultimo il valore ammissibile della probabilità di crisi è usualmente 
compreso tra 10-5 e 10-6. 
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La procedura di analisi della sicurezza si articola quindi nelle seguenti fasi operative: 
1. modellazione probabilistica della domanda di prestazione (azioni);
2. analisi della risposta strutturale;
3. modellazione probabilistica della capacità di prestazione a fronte della richiesta delle 
azioni (resistenza);
4. modellazione delle condizioni di pericolo che si vogliono evitare e dei meccanismi di 
collasso convenzionale (stati limite);
5. calcolo della probabilità che tali condizioni si verifichino;
6. controllo che la probabilità di rottura sia sufficientemente piccola.
1.2 CURVE DI FRAGILITÀ
Un metodo sempre più popolare per caratterizzare in modo probabilistico la risposta sismica 
di una struttura è quello che fa uso di curve di fragilità o di vulnerabilità sismica.
Le curve di fragilità sono uno strumento per stimare il danno cui va incontro una determinata 
struttura soggetta all’azione sismica; più precisamente, le curve di fragilità indicano la 
probabilità di superare un predeterminato livello di danno causato in corrispondenza di un 
opportuno parametro di controllo.
 Tramite l’uso di tali curve è quindi possibile determinare in termini probabilistici l’intensità 
dell’azione sismica necessaria per portare una struttura ad un determinato livello di risposta 
sismica o di danno.
Per una prefissata struttura è in generale possibile predire in modo accurato il livello di 
accelerazione del suolo che induce un determinato livello di risposta e/o stato di danno. A tale 
scopo, oltre a dover conoscere le caratteristiche dei materiali con cui è realizzata la struttura e 
altre proprietà strutturali che influenzano la risposta sismica globale della stessa, quali ad 
esempio la geometria e la distribuzione delle masse e delle rigidezze, è necessario avere 
informazioni sulla natura del sito su cui sorge la struttura e sulle caratteristiche delle 
sollecitazioni sismiche. Ovviamente non è possibile avere una conoscenza deterministica 
esatta di tali informazioni sulla struttura né tanto meno sul suolo e sull’azione sismica, 
pertanto è necessario fare delle assunzioni sulla incertezza con cui vengono assunti tali dati e 
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sulla loro distribuzione di probabilità.
In Figura 1.1 è illustrato uno spettro in termini di accelerazione-spostamento associato 
all’azione sismica, sovrapposto alla curva di capacità di una struttura ottenuta mediante analisi 
di spinta (pushover).
In un’analisi deterministica l’intersezione delle due curve mediane rappresenta il punto di 
prestazione, ovvero l'accelerazione e lo spostamento spettrali a cui è soggetta la struttura 
sottoposta al sisma in esame. Tuttavia, come indicato sempre in Figura 1.1 dove sono riportate 
anche le distribuzioni di probabilità della curva di capacità e della curva di domanda, è 
possibile intuire come se l’azione sismica e la capacità strutturale sono variabili aleatorie il 
risultato combinato dell’analisi di vulnerabilità sismica non sarà una soluzione deterministica 
individuata da un unico punto di prestazione ma bensì sarà a sua volta una soluzione aleatoria 
caratterizzata da una propria distribuzione di probabilità definita come funzione nello spazio 
delle accelerazioni e spostamenti spettrali che pertanto potrà essere espressa anche come una 
funzione di densità di probabilità cumulata ovvero come una curva di fragilità.
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Figura 1.1: Curve di capacità e di domanda in termini di  
accelerazione e spostamento spettrale con indicazione della  
distribuzione di probabilità del comportamento della struttura  
e della risposta strutturale all’azione sismica.
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 In Figura 1.2 è rappresentata una curva di fragilità normalizzata ottenuta dall’analisi di 
vulnerabilità sismica di una struttura; nonostante la complessità della rappresentazione 
grafica, una volta fatte delle opportune assunzioni sulla distribuzione probabilistica della 
prestazione strutturale, per definire tale curva è sufficiente determinare due parametri: la 
mediana (cinquantesimo percentile) e la relativa deviazione standard. 
La probabilità condizionata di superare un determinato livello di danno ds, causata da uno 
spostamento spettrale Sd, può essere definita da una funzione del tipo:
Equazione 1.7 
dove: 
Sd ds è la mediana dello spostamento spettrale per il quale l'edificio raggiunge la soglia di 
danno ds;
βds è la deviazione standard del logaritmo naturale dello spostamento spettrale per la soglia di 
danno ds;
Φ è la funzione di distribuzione cumulativa normale.
Per descrivere in maniera sufficientemente accurata la risposta sismica di una struttura è 
necessario definire più curve di fragilità, ciascuna associata ad un prefissato livello di danno.
Usualmente per la costruzione delle curve di fragilità vengono definiti quattro livelli di danno: 
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Figura 1.2: Curva di fragilità normalizzata che tiene conto  
dell’incertezza dell’azione sismica e della risposta strutturale.
P [d s∣S d ]=[ 1ds ln SdSd ds ]
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lieve, moderato, grave e gravissimo per i quali viene stabilita la probabilità di superamento. A 
titolo di esempio i quattro livelli per un telaio in calcestruzzo armato vengono definiti come 
segue:
• Danno Strutturale Lieve: Fessure flessionali o di taglio in alcune travi e colonne 
vicino a giunti o in corrispondenza di giunti.
• Danno Strutturale Moderato: La maggior parte delle travi e delle colonne 
presentano fessure. Nei telai duttili alcuni elementi strutturali hanno raggiunto il limite 
di snervamento indicato da fessure flessionali più marcate e segni di frantumazione del 
calcestruzzo. Telai non duttili possono presentare fessurazioni di taglio più marcate e 
frantumazione del calcestruzzo.
• Danno Strutturale Grave: Alcuni elementi della struttura hanno raggiunto il limite di 
snervamento indicato in telai duttili da fessurazioni più marcate, frantumazione del 
calcestruzzo ed imbozzamento dell'armatura; elementi strutturali non duttili possono 
aver subito rottura a taglio, rotture dei collegamenti nei giunti, rotture nei raccordi o 
imbozzamento dell'armatura delle colonne che può causare un collasso parziale.
• Danno Strutturale Gravissimo: La struttura è parzialmente collassata o è in pericolo 
imminente di collasso a causa di rottura fragile di elementi strutturali non duttili o 
perdita di stabilità del telaio. Ci si attende il crollo di circa il 20% dell'area totale per 
gli edifici bassi, il 15% per gli edifici medi ed il 10%  per gli edifici alti con danno 
strutturale gravissimo.
Analogamente vengono stabiliti opportuni livelli di danno per tutte le altre tipologie 
strutturali.  
Come indicato nella seguente Tabella 1.1 a ciascun livello di danno è associato un 
predeterminato livello di performance strutturale [2] [3] [4].
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VALUTAZIONE DELL’AFFIDABILITA DELLE STRUTTURE
Livello 
di danno
Descrizione del 
livello di danno
Livello di 
funzionalità 
post sisma 
della struttura.
Interventi di 
ripristino 
richiesti
Tempo atteso 
per il 
ripristino 
funzionale
0 Nessuno 
(pre snervamento)
Normale 
(completa)
nessuno -
1 Lieve Lievemente 
compromessa
Ispezione e 
riparazioni di 
minore entità
< 3 giorni
2 Moderato Compromessa Riparazione di 
alcune 
componenti 
strutturali
< 3 settimane
3 Grave Inutilizzabile Ricostruzione 
di alcune 
componenti 
strutturali
< 3 mesi
4 Gravissimo Collasso Demolizione e 
ricostruzione 
della struttura
> 3 mesi
Tabella 1.1: Relazione tra livelli di danno e performance strutturale
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 2 METODI DI ANALISI E VERIFICA 
STRUTTURALE
Come precedentemente accennato, la presenza d’imperfezioni o di variabilità statistica 
intrinseca dei parametri caratteristici di un sistema e delle azioni che su di esso vengono 
esercitate,  possono alterare considerevolmente il comportamento strutturale. La valutazione 
dell’affidabilità strutturale di un sistema in zona sismica non può essere in genere affrontata 
con un semplice approccio deterministico ma bensì risulta necessario tenere conto oltre che 
dei valori attesi delle grandezze coinvolte nel processo anche della loro variabilità statistica. 
Nel caso particolare della progettazione di strutture sismoresistenti la principale fonte di 
incertezza nella valutazione del comportamento strutturale è costituita proprio dalla 
aleatorietà delle azioni sismiche.
A seconda del livello di conoscenza delle variabili aleatorie e del tipo di valutazione richiesta 
le analisi sull'affidabilità strutturale e le relative verifiche possono essere ricondotte alle 
seguenti categorie:
• Metodo delle tensioni ammissibili (Metodo di Livello Zero)
• Metodo semi-probabilistico agli stati limite (Metodo probabilistico di Primo Livello)
• Approccio probabilistico semplificato (Metodo probabilistico di secondo livello)
• Approccio probabilistico esatto (Metodo probabilistico di Terzo Livello)
2.1 METODO DELLE TENSIONI AMMISSIBILI
Il primo approccio non empirico nella definizione della sicurezza strutturale è sicuramente 
quello detto delle tensioni ammissibili. Tale metodo è dà considerarsi come il naturale punto 
di arrivo delle teorie del 1° ordine, basate sulle ipotesi di piccoli spostamenti, elasticità 
lineare, vincoli lisci è bilateri. È basato quindi sulle teorie sviluppate dalla prima metà 
dell’ottocento ad oggi.
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Normalmente un materiale “reale” presenta un comportamento “istantaneo”, di tipo elastico, e 
spesso anche elastico lineare, se lo stato di sforzo a cui è assoggettato è inferiore ad una certa 
soglia. Si è portati allora ad introdurre il concetto di dominio elastico, definito come l’insieme 
degli stati tensionali ai quali corrisponde un comportamento elastico da parte del materiale. 
Ad uno stato tensionale al di fuori del dominio elastico, sempre che possa essere raggiunto, 
corrisponde un comportamento di tipo plastico.  Il concetto di dominio di elasticità è stato 
introdotto con riferimento ad uno stato tensionale, e quindi è riferito all’intorno di un punto di 
un corpo solido. Ad ogni punto di tale corpo corrisponde un dominio di elasticità. È però 
possibile fare riferimento ad una struttura; in tal caso il dominio di elasticità è rappresentato 
da quelle forze che, applicate alla struttura  provocano esclusivamente un comportamento di 
tipo elastico da parte della stessa. Il vantaggio che si ha prendendo come riferimento lo stato 
tensionale nell’interno del punto è quello della eliminazione della geometria della struttura dal 
problema in esame.
È poi possibile parlare di dominio di resistenza, la frontiera del quale rappresenta stati 
tensionali che provocano la rottura del materiale, al meno per un opportuno percorso di 
carico. 
I criteri che permettono di stabilire se uno stato tensionale è sulla frontiera del dominio 
elastico vengono detti criteri di resistenza. Questa denominazione dipende dal fatto che il 
raggiungimento del limite elastico può essere visto come una evenienza da evitarsi al fine del 
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Figura 2.1: Dominio di elasticità e dominio di ammissibilità nel piano (σ,τ)
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Metodo delle tensioni ammissibili
buon funzionamento della struttura. Il metodo delle tensioni ammissibili si basa su tale 
concetto. Uno stato tensionale è giudicato accettabile  se  appartiene ad un dominio di 
ammissibilità interno al dominio di elasticità. Normalmente il dominio di ammissibilità risulta 
essere omotetico al dominio di elasticità con coefficiente ρ di omotetia minore di 1. L’inverso 
γ del coefficiente di omotetia rappresenta il coefficiente di sicurezza, coefficiente che lega  lo 
stato di tensione ammissibile σadm allo stato tensionale al limite elastico detto anche di 
snervamento σyk . La tensione ammissibile σadm viene determinata sulla scorta di prove 
sperimentali sui materiali (comunemente, una prova di trazione per i materiali duttili o una 
prova di compressione per i materiali fragili), introducendo un opportuno fattore di sicurezza 
γ; per esempio per l’acciaio (e in generale per tutti i materiali duttili) si pone :
 Equazione 2.1 
dove con σyk si indica la tensione caratteristica (k) di snervamento (y) del materiale 
considerato.
Il principio di sicurezza consiste quindi nel verificare che la massima tensione calcolata nella 
sezione maggiormente sollecitata della struttura σ, nella condizione più sfavorevole di carico, 
sia inferiore alla tensione ammissibile σadm effettuando il seguente confronto:
              Equazione 2.2 
Questa relazione è applicabile nel caso di stato tensionale monoassiale (tipicamente aste 
soggette a solo sforzo normale centrato); nel caso di stati tensionali pluriassiali (generici) 
occorre invece fare riferimento ad uno stato monoassiale ugualmente pericoloso, attraverso la 
valutazione della tensione ideale σid, la quale può essere calcolata facendo ricorso ad uno 
specifico criterio di resistenza: per esempio il criterio di Tresca o il criterio di Huber-Henkey-
Von Mises per i materiali duttili, oppure il criterio di Galileo-Rankine per i materiali fragili. 
Valutata la tensione ideale  σid , la condizione di sicurezza si scrive nella forma seguente:
 Equazione 2.3 
Questo metodo è quindi caratterizato dalle seguenti peculiarità:
1) Le sollecitazioni nella struttura sono valutate in modo pressoché deterministico, senza 
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mettere in conto alcuna aleatorietà, se non nella definizione del coefficiente di 
sicurezza; solo recentemente sia per i carichi che per le azioni è stato riconosciuto il 
loro carattere aleatorio, mediante l’introduzione dei valori caratteristici;
2) Le sollecitazioni nella struttura sono valutate sempre con un’ analisi elastico-lineare, 
che non consente di considerare eventuali fenomeni anaelastici, reologici e di 
nonlinearità geometrica (per esempio, legame costitutivo elestoplastico per l’acciaio, 
viscosità del calcestruzzo, problemi di instabilità dell’equilibrio elastico ecc.);
3) I coefficienti di sicurezza γ devono essere necessariamente molto ampi, in quanto 
devono coprire in modo globale tutte le cause di aleatorietà e incertezza che si possono 
presentare nel problema strutturale;
4) Il metodo non fornisce alcuna indicazione sul tipo di collasso (duttile, fragile, ecc.); 
inoltre non considera le diverse riserve di resistenza in campo post-elastico di sezioni 
con diversa geometria.
5) Facile valutazione dello stato di sollecitazione, con la possibilità di utilizzare il 
cosiddetto principio di sovrapposizione degli effetti, assumendo lineare il 
comportamento della struttura;
6) Sostanziale buona attendibilità, almeno per le azioni statiche, dei valori delle 
sollecitazioni cosi determinate;
2.2 METODO SEMI-PROBABILISTICO AGLI STATI LIMITE (METODO 
PROBABILISTICO DI PRIMO LIVELLO)
Il metodo in parola è un metodo semi-probabilistico (nella modellazione della struttura e nella 
definizione dei carichi) perché le aleatorietà presenti nel problema strutturale sono 
parzialmente tenute in conto attraverso l’introduzione  di specifici valori caratteristici delle 
relative distribuzioni di probabilità. Si tratta di un metodo agli stati limite (nell’esecuzione 
delle verifiche di sicurezza) in quanto si valuta l’affidabilità della struttura considerata in 
rapporto alle specifiche modalità di crisi che possono verificarsi. Più precisamente, si 
definisce stato limite di una data struttura una qualunque condizione a partire dalla quale la 
struttura che si sta considerando (nel suo complesso o in una delle sue parti) cessa di assolvere 
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parzialmente o totalmente, le funzioni per cui era stata progettata e costruita.
In una visione probabilistica va verificato che la struttura presenti un sufficiente margine di 
sicurezza rispetto a ciascuno stato limite. A tal fine occorre modellare adeguatamente tutte le 
azioni agenti sulla struttura, ossia tutte le cause o insiemi di cause (carichi statici, permananeti 
accidentali, carichi dinamici, deformazioni imprese, agenti agressivi, ecc.), capaci di indurre 
stati limite nella struttura. 
Gli stati limite sono generalmente divisi in due categorie: 
a) Stati limite ultimi (SLU), il cui raggiungimento comporta la rovina dell’intera struttura 
o di una parte, con eventuale rischio di perdita di vite umane; 
b) Stati limite di esercizio  (SLE), il cui raggiungimento comporta la perdita di 
funzionalità di uno o più elementi della costruzione, senza compromissione 
dell’incolumità pubblica.
Il metodo semi-probabilistico, noto anche come metodo dei coefficienti parziali di sicurezza o 
metodo di primo livello probabilistico, costituisce una semplificazione dell’approccio 
probabilistico in cui il calcolo della probabilità di rottura, viene sostituito dalla verifica della 
disuguaglianza critica, introducendo al posto delle variabili aleatorie R ed S i valori 
caratteristici di queste ultime (Rk, Sk ) insieme ai “ coefficienti parziali di sicurezza” (γS, γR). 
In questo modo il progettista deve verificare che sia rispettata, per il generico stato limite, la 
seguente disuguaglianza:
 Equazione 2.4 
dove Rk ed Sk sono definiti rispettivamente come p- frattili superiore ed inferiore: 
P [ R <  Rk] =  p                      P [ S <  Sk] =  p
essendo p un valore molto piccolo (variabile dal 2% al 5%) [1] (Figura 2.2).
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Secondo la normativa italiana, il valore caratteristico della resistenza di un dato materiale 
coincide con il frattile inferiore al 5% (valore della resistenza che ha il 5% di probabilità di 
essere minorato) della corrispondente distribuzione statistica la quale, in mancanza di 
specifiche indicazioni sperimentali, viene assunta gaussiana. Adottando per quanto possibile 
la stessa simbologia della normativa italiana, si può scrivere:
 Equazione 2.5 
 tali quantità sono definite dalle seguenti relazioni:
Equazione 2.6 
Equazione 2.7 
 
in cui fm è la media aritmetica degli N risultati sperimentali fi (i =1,2,….,N) a disposizione ed s 
è il corrispondente scarto quadratico medio campionario;
Inoltre, k è un coefficiente che dipende dal tipo di distribuzione di probabilità della resistenza; 
per la distribuzione gaussiana risulta k =1.645. Tuttavia nel caso si abbia a disposizione un 
numero esiguo di prove, tale valore deve essere opportunamente incrementato.
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Figura 2.2: Valori caratteristici ed approccio di livello 1
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Metodo Semi-probabilistico agli stati limite (Metodo probabilistico di Primo Livello)
Analogamente a quanto visto per le resistenze dei materiali, il valore caratteristico di 
un’azione è definito come il frattile superiore al 5% (valore che ha il 5% di probabilità di 
essere maggiorato) della relativa distribuzione statistica (Figura 2.2).
Questo approccio è detto semiprobabilistico in quanto la valutazione dei dati di input e dei 
coefficienti nasce da considerazioni di tipo probabilistico/statistico; da un punto di vista 
ingegneristico però, l’applicazione dei coefficienti parziali di sicurezza può essere considerato 
ancora un approccio simile a quello delle tensioni ammissibili con una valutazione 
comparativa di singole grandezze (Rk, Sk) opportunamente modificate (γS, γR).
2.3 APPROCCIO PROBABILISTICO SEMPLIFICATO (METODO 
PROBABILISTICO DI SECONDO LIVELLO)
 Utilizzando il dominio di rottura U precedentemente definito come il sottospazio delle 
variabili X in cui la condizione che le sollecitazioni siano non superiori alle resistenze S≤R 
non è verificata la probabilità di collasso di una struttura può essere definita come:
Equazione 2.8 
Utilizzando la joint probability density function (JPDF) fX(X) del vettore X rappresentativo 
delle variabili aleatorie caratterizzanti il problema in esame si introduce la probabilità di 
collasso (failure) come:
 Equazione 2.9  
Il calcolo di tale integrale rappresenta un problema matematico di soluzione non banale che 
nella maggior parte dei casi può essere risolto solo numericamente con delle simulazioni 
onerose in termini di tempo e potenza di calcolo. I problemi principali legati al calcolo 
dell’integrale possono essere così riassunti [5]:
1. Il dominio di integrazione è noto solo in forma implicita;
2. Il dominio di integrazione è in genere “lontano” dal valor medio del vettore X;
3. Il valore della funzione integranda varia rapidamente nel dominio di integrazione.
Il primo punto rende difficile trovare dei limiti (bounds) per il dominio di integrazione e per la 
generazione di numeri random. Il secondo punto anch’esso rende difficile una efficiente 
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generazione di numeri random, mentre per il terzo punto bisogna scegliere accuratamente lo 
schema di integrazione per non perdere nessun valore di picco della funzione integranda.
Per questi motivi diversi autori a partire dagli anni sessanta hanno proposto l’idea di valutare 
l’affidabilità attraverso un indice β , detto indice di affidabilità [6]. Questo indice misura, in 
unità di deviazione standard, la distanza tra il valore medio del vettore X ed il contorno del 
dominio di rottura, ovvero la distanza tra detto valore medio ed il punto della funzione di 
prestazione ( G(X)= 0) che è più “vicino” al valor medio (design point). La valutazione 
dell’indice β è quindi un problema di ricerca di minimo vincolato.
Una volta che questo indice sia stato calcolato è possibile calcolare la probabilità di collasso e 
confrontarla con dei valori di riferimento per poter valutare il grado di affidabilità della 
struttura; evidentemente maggiore sarà il valore di β, minore sarà la probabilità di collasso.
Nel semplice caso di uno spazio Sollecitazione-Resistenza  bidimensionale supponendo che 
G(R,S) = R-S sia la funzione di stato limite e che le due variabili siano normali (gaussiane). 
Definiamo adesso due variabili aleatorie R' e S ' tali che:
                     Equazione 2.10 
Equazione 2.11 
dove i simboli µ e σ rappresentano rispettivamente media e deviazione standard delle variabili 
indicate in pedice.
Le relazioni precedenti rappresentano una trasformazione in uno spazio di variabili aleatorie 
normali standardizzate, quindi in uno spazio di variabili normali aventi media zero e varianza 
unitaria. Sostituendole nella funzione di performance (stato limite), si ottiene:
Equazione 2.12 
 che è l’equazione di una retta la cui distanza dall’origine è proprio pari a β (Figura 2.3). 
Poiché la distanza minima dmin dall’origine di una retta di equazione a·x+b·y+c=0  è data da:
Equazione 2.13 
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Approccio probabilistico semplificato (Metodo probabilistico di secondo livello)
 l’indice di affidabilità [7] si può calcolare in maniera molto semplice come:
 
Equazione 2.14 
le formule sopra sviluppate valgono solo per questo caso specifico, ovvero, per il caso di uno 
spazio bidimensionale di variabili normal-distribuite ed indipendenti; tuttavia tale procedura 
può essere generalizzata al caso n-dimensionale di variabili comunque distribuite e correlate e 
di funzione di stato limite non lineare.
2.4 APPROCCIO PROBABILISTICO ESATTO (METODO 
PROBABILISTICO DI TERZO LIVELLO) 
L’approccio probabilistico esatto, è caratterizzato dal fatto che le resistenze dei materiali e le 
azioni permanenti e variabili agenti sulla struttura, vengono modellate come variabili aleatorie 
ed intervengono con le rispettive funzioni di densità di probabilità.
Si introducono in questo paragrafo le definizioni analitiche di alcune grandezze necessarie 
all’analisi del problema della probabilità di rottura così come presentato nell’equazione che la 
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Figura 2.3: Spazio dello stato limite (sx); Spazio dello stato limite ridotto (dx)
 
=
R−S
R2 S2
Capitolo  2 
METODI DI ANALISI E VERIFICA STRUTTURALE
definisce;
Equazione 2.15: 
in cui X è il vettore delle variabili che definiscono il sistema ed  U è il dominio di rottura 
precedentemente definito come il sottospazio delle variabili X in cui la condizione che le 
sollecitazioni siano non superiori alle resistenze S≤R non è verificata.
Utilizzando la JPDF (joint probability density function)  del vettore X rappresentativo delle 
variabili aleatorie caratterizzanti il problema in esame, cosi come gia fatto nei precedenti 
paragrafi,  si esprime la probabilità di collasso (failure) come:
  Equazione 2.16  
mentre la probabilità di successo viene espressa come:
  Equazione 2.17  
in cui S è il sottospazio complementare di U rispetto allo spazio delle variabili X per cui la 
condizione che le sollecitazioni siano minori o uguali alle resistenze S≤R  è verificata.
Inoltre, si può definire una funzione G = G(X) tale che:
Equazione 2.18 
tale funzione viene in genere chiamata funzione di prestazione o di performance; se ad 
esempio facciamo riferimento a due variabili casuali R ed S, resistenza e sollecitazione, la più 
semplice funzione di prestazione soddisfacente le relazioni  precedenti è G(R,S)=R-S. 
Con l’introduzione di G, possiamo scrivere:
Equazione 2.19
Il problema dell’affidabilità strutturale si riduce, apparentemente, alla soluzione di questo 
integrale multidimensionale; in realtà la soluzione in forma chiusa dell’integrale precedente è 
possibile solo in rarissimi casi e sotto ipotesi molto restrittive in cui sia la funzione di 
prestazione che la funzione di densità di probabilità congiunta JPDF possano essere espresse 
in maniera molto semplice; in generale però detto integrale può essere risolto solo per via 
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PS=∫S f X  X 
{G X 0 }⇒ {successo}
{G  X 0 }⇒ {rottura}
P fail=∫G  x≤0 f X  X dx
Approccio probabilistico esatto (Metodo probabilistico di Terzo Livello) 
numerica grazie a delle simulazioni Monte Carlo.
Per risolvere il problema dell’affidabilità strutturale con un approccio totalmente 
probabilistico bisogna seguire i seguenti passi [8]:
1. Determinazione della JPDF delle X, ovvero della forma funzionale di  f X  X   ;
2. determinazione della forma funzionale della funzione di prestazione (Equazione 2.18);
3. calcolo della probabilità di collasso Pfail come integrale della JPDF nel dominio di 
rottura definito tramite la funzione di prestazione (Equazione 2.19)   ;
4. ottimizzazione della struttura rispetto alla Pfail.
Il primo punto è un problema standard di statistica inferenziale notevolmente semplificato se 
si può fare l’ipotesi di indipendenza statistica tra le variabili e quindi:
Equazione 2.20 
Il secondo punto è un problema più specifico di teoria dell’affidabilità; in molti casi 
conosciamo la forma analitica della funzione di stato limite G, ma in altri casi questa funzione 
deve essere stimata dai dati ed è quindi nota solo in forma numerica. 
Il terzo punto è un problema puramente computazionale, si dovrà quindi cercare di risolverlo 
con i metodi propri dell’analisi numerica essendo esso un problema di integrazione 
multidimensionale con domini di integrazione definiti in forma implicita sotto forma di 
disequazioni in uno spazio generalmente ad n dimensioni. 
Come accennato all’inizio, solo nel caso di problema bidimensionale di variabili indipendenti 
e funzione di prestazione lineari è possibile trovare una soluzione in forma chiusa secondo 
quanto sviluppato nel successivo paragrafo.
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 2.4.1 CASO DI UNO SPAZIO BIDIMENSIONALE (R,S)
Per fissare le idee e per chiarire i concetti sopra esposti si pensi al caso di uno spazio 
resistenza-sollecitazione bidimensionale. Sotto tale ipotesi si presenta la formulazione del 
problema dell’affidabilità strutturale, quindi della valutazione di Pfail, quando la funzione di 
stato limite è del tipo G(R,S) = R-S, essendo R ed S variabili indipendenti di cui siano note le 
funzioni di densità di probabilità marginali, PDF (Probability Density Functions), fR(r) e  fS(s). 
In questo caso si ha:
Equazione 2.21 
essendo le variabili supposte indipendenti possiamo scrivere:
Equazione 2.22 
e sostituendole nell’integrale precedente si ha:
Equazione 2.23 
e quindi Pfail è dato dall’integrale di convoluzione di due funzioni di s, dove fS(s) è la JPDF di 
S e FR(s)=P[R<S] è la CDF (Cumulative Distribution Function) di R . In Figura 2.4 è 
illustrato il significato geometrico dell’integrale precedente [1]
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Approccio probabilistico esatto (Metodo probabilistico di Terzo Livello) 
Quando le variabili in gioco sono numerose, le difficoltà computazionali risultano notevoli. 
Per aggirare questo problema sono stati sviluppati negli anni dei metodi di simulazione molto 
efficaci come le simulazioni Monte Carlo, i metodi basati sull’importance sampling [9], 
metodi stratificati, etc.
Una simulazione Monte Carlo viene generalmente effettuata quando il problema in esame, 
coinvolge un numero elevato di variabili di cui si conosce o si può ipotizzare la distribuzione 
di probabilità. Usando tecniche di campionamento statistico, un set di valori delle variabili 
standard viene generato in funzione delle corrispondenti distribuzioni di probabilità. Questi 
valori vengono trattati come se fossero il risultato di una osservazione sperimentale; ripetendo 
il processo più volte possiamo generare più set di valori in base ai quali ottenere la soluzione 
cercata (ad esempio in termini di probabilità di collasso) che evidentemente sarà funzione del 
numero di campionamenti e della bontà del processo random che genera numericamente i vari 
set.
Come abbiamo messo in evidenza precedentemente l’affidabilità di una struttura può essere 
caratterizzata da una funzione di stato limite G(X) = G(X1,X2,…,Xn), in cui le variabili Xi sono 
variabili random che rappresentano le variabili di progetto quali resistenze, sollecitazioni e 
spostamenti. In un approccio di tipo Monte Carlo un set di valori di X viene generato 
numericamente secondo quella che è la loro distribuzione di probabilità usando un generatore 
Pagina 28 di 315
Figura 2.4: Significato geometrico di P fail=∫G  X ≤0 f X  X dx
 
Capitolo  2 
METODI DI ANALISI E VERIFICA STRUTTURALE
di numeri pseudocasuali.
Il set di valori così generato può essere sostituito nella funzione G per verificare se il suo 
valore è positivo o negativo (rottura). Ripetendo il processo un certo numero di volte è 
possibile simulare la distribuzione di probabilità di G. Evidentemente per fare ciò è necessario 
un elevato numero di set generati. La probabilità di collasso può essere quindi così stimata:
Equazione 2.24 
in cui N è il numero totale di simulazioni ed n rappresenta il numero di volte in cui G(X)<0.
Il rapporto n / N è generalmente molto piccolo e quindi la probabilità così stimata è soggetta 
ad una determinata incertezza. In particolare, la varianza di detto rapporto decresce al crescere 
di N, per cui l’incertezza nella valutazione della probabilità con riferimento alla relazione 
precedente, decresce al crescere di N.
2.5 FONDAMENTI MATEMATICI DEL METODO MONTE CARLO
 2.5.1 ORIGINI DEL METODO
Con il termine di “metodo Monte Carlo” oppure “metodo MC”, vengono in generale 
denominate tutte quelle tecniche che fanno uso di variabili aleatorie per la risoluzione di 
problemi matematici. La loro caratteristica principale è quella di valutare una determinata 
quantità attraverso i parametri quali media, varianza e correlazione di una certa distribuzione 
di probabilità, in modo tale da ottenerne una stima generando a caso un campione dalla 
corrispondente popolazione.
Indubbiamente questo non è un modo molto efficiente per trovare la soluzione di un 
problema, in quanto la procedura di campionamento simulato porta ad un risultato che è 
sempre affetto dall’errore statistico. Nella pratica però ci si trova spesso di fronte a situazioni 
in cui è troppo difficile, se non addirittura impossibile, utilizzare i tradizionali procedimenti 
numerici o analitici ed in tutti questi casi il metodo Monte Carlo diventa l’unica alternativa 
disponibile. L’applicazione di questo metodo non è ristretta solo ai problemi di natura 
statistica, come potrebbe forse sembrare dall’utilizzo delle distribuzioni di probabilità, ma 
include tutti quei casi in cui si riesce a trovare un collegamento tra il problema in esame ed il 
comportamento di un prefissato sistema aleatorio: il valore di un integrale definito non è 
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certamente una grandezza casuale, ma esso può, ad esempio, essere calcolato anche usando 
dei numeri casuali.
Generando un campione sufficientemente numeroso di eventi, si riesce sempre, almeno in 
linea di principio, a rendere l’errore intrinseco al metodo “abbastanza piccolo” e 
“trascurabile”; l’apparente contraddizione tra l’imprevedibilità  della generazione casuale e la 
precisione che con essa si può raggiungere è forse l’aspetto più sorprendente di questa tecnica.
Le basi teoriche del metodo MC (o metodo di simulazione) sono conosciute da molto  tempo 
ed il primo esempio dell’impiego di numeri casuali per la risoluzione di integrali definiti si 
trova in un libro (“Essai d’aritmetique morale”) scritto nel 1777 dal Conte di Buffon, 
matematico e naturalista francese, in cui e delineato un metodo per il calcolo approssimato del 
valore di π. Per oltre un secolo e mezzo esso fu usato solo per fini didattici, mentre la sua 
prima applicazione sistematica si è avuta solo nella prima metà degli anni ’40 a Los Alamos, 
ad opera dell’équipe di scienziati guidata da Enrico Fermi, che sviluppò il progetto delle 
prime bombe atomiche.
Il termine Monte Carlo fa riferimento alla città del Principato di Monaco, famosa per i casinò 
ed in particolare per le roulette; uno dei mezzi meccanici più semplici per generare delle 
variabili aleatorie.  La paternità del nome va attribuita ai matematici J. Von Neumann e S. 
Ulam.
Dopo gli anni ’50 si è avuto un decisivo impulso nell’impiego del metodo con l’utilizzo dei 
calcolatori, grazie ai quali esso è passato dal ruolo di curiosità matematica a pratico strumento 
per la ricerca scientifica. Attualmente si hanno applicazioni nei più svariati campi di ricerca, 
dalla fisica alla chimica, dall’economia alla ricerca operativa, ed negli ultimi anni anche nel 
campo dell’ingegneria strutturale.
 2.5.2 FONDAMENTI MATEMATICI
Le numerose applicazioni nei campi più diversi, tendono a far apparire il metodo MC 
semplicemente come un insieme di tecniche differenti. E’ possibile invece dimostrare che esso 
si basa su di un ristretto numero di concetti generali che ne costituiscono il fondamento 
teorico [10]
Considerando un esperimento che coinvolge una variabile aleatoria X ed effettuando N prove 
indipendenti, come risultato di questa operazione si ottiene una N-upla di variabili (X1, X2,…,  
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XN), per le quali si suppone valga la condizione di indipendenza stocastica, ovvero che il 
verificarsi di un evento non incida sul verificarsi di quelli successivi. Si definisce allora 
campione casuale di dimensione N estratto dalla popolazione di densità p(x), l’insieme delle 
N variabili (X1, X2,…, XN) indipendenti ed aventi densità di probabilità p(x).
Per capire il concetto di campione casuale ci si deve riferire ad una situazione in cui la 
variabile aleatoria X è campionata ripetutamente, secondo lo schema seguente, (come 
esempio si consideri il lancio di un dado):
primo campione
secondo campione
…
tutti i campioni
x1', x2', …, xn'
x1'', x2'', …, xn''
...
X1,X2, … , XN
→ m1, s1
2
→ m2, s2
2
…
→ M, S2
dove X1 rappresenta la variabile aleatoria risultato della prima estrazione (o del primo lancio 
di dado) o primo elemento, mentre x1" è il numero ottenuto alla prima estrazione nel secondo 
campione. Ogni campione i-esimo di una variabile aleatoria di N elementi è caratterizzato dai 
valori mi ed si2, rispettivamente media e varianza del campione i-esimo:
Equazione 2.25 
Equazione 2.26 
Questi valori, stimano con un  campione di dimensione finita le corrispondenti quantità vere µ 
e σ 2 e sono quindi dette stime della media e della varianza.
La varianza rispetto alla media campionaria m è invece data da:
Equazione 2.27 
dove al denominatore compare il termine N-1 diventa importante come differenza rispetto la 
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relazione precedente solo per campioni molto piccoli, ad esempio N < 10, 30.
Se si ripete la prova o il campionamento, si otterrà ad ogni prova, media e varianza differenti; 
quindi media e varianze campionarie m ed s vanno considerate come realizzazioni delle 
variabili aleatorie M ed S, funzioni delle variabili Xi (primo, secondo lancio del dado, ecc.)
Equazione 2.28 
Equazione 2.29
queste quantità, funzioni di variabili aleatorie si dicono anche statistiche.
Applicando l’operatore di varianza alla variabile M si ottiene:
Equazione 2.30: 
Dove si è indicato con VAR[...] l'operatore varianza.
Poiché le variabili Xi, appartengono tutte allo stesso campione (ad esempio prima serie di 
lanci del dado) e sono indipendenti, VAR[Xi] =σ 2, varianza della distribuzione campionaria. 
Si ottiene dunque l’importante e semplice risultato:
Equazione 2.31 
Poiché σ2 in genere non è nota, si può approssimarla con la varianza s2 calcolata direttamente 
dal campione ed ottenere così l’intervallo ad 1σ:
Equazione 2.32 
centrato sul valore medio e di ampiezza pari all’errore statistico  s /N , che contiene la 
media vera µ.
 2.5.3 TEOREMA DEL LIMITE CENTRALE
Un teorema molto importante, che ricorre frequentemente nei problemi di inferenza statistica 
è il Teorema del Limite Centrale: “Sia Y una variabile aleatoria combinazione lineare delle di 
N variabili aleatorie Xi, con
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Equazione 2.33 
dove ai sono coefficienti costanti. Se
le variabili Xi sono tra loro indipendenti;
le variabili Xi hanno varianza finita;
le varianze (o deviazioni standart) sono tutte dell’ordine di grandezza;
Equazione 2.34 
allora, per N→∞, la variabile aleatoria YN converge in legge, verso la distribuzione gaussiana.
In sostanza il teorema afferma che una variabile aleatoria tende ad avere densità di tipo 
Gaussiana se essa è la sovrapposizione lineare di più variabili aleatorie indipendenti, 
numerose, e se prese singolarmente, di debole influenza sul risultato finale.
Definiti il concetto di campione casuale, media, varianza campionaria ed il loro legame con la 
media e varianza reali della popolazione, si passa a spiegare il loro ruolo nel metodo MC.
Si consideri in tal senso la variabile T associata ad un qualsiasi fenomeno aleatorio in genere 
funzione di  k variabili casuali (x1,x2,…,xk);
Equazione 2.35 
L’intero processo risulta caratterizzato dai valori medi e dai parametri di dispersione di T; 
questi ultimi sono a loro volta esprimibili come differenza di valori medi (infatti 
VAR[ x ]=〈 x2 〉−〈 x 〉2  ).
Nelle precedenti espressioni l’operatore di media per una variabile aleatoria è stato indicato 
con 〈…〉, mentre l’operatore di varianza con VAR[…].
Osservando inoltre che se f(x) è una funzione di una variabile aleatoria x, avente densità di 
probabilità  p(x), si definisce come valore di aspettazione, o valore atteso di f(x) la quantità:
Equazione 2.36 
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dove con la freccia si indica il passaggio da una variabile discreta ad una continua. E’ 
immediata l’estensione di tale definizione alle funzioni di più variabili aleatorie.
Il problema quindi, può sempre essere ricondotto alla determinazione dei valori attesi tramite 
la risoluzione di uno o più integrali  (o sommatorie) del tipo:
Equazione 2.37 
dove p(x1,x2,…xk) è la densità di probabilità normalizzata delle variabili (x1,x2,…xk), definite 
in D∈ℜk, dove ℜk è lo spazio dei vettori reali di dimensione k
Equazione 2.38 
ed I è il valor medio di T.
Da un punto di vista strettamente formale, tutti i calcoli da effettuarsi secondo l’approccio 
MC, che sono simulazioni di processi stocastici (si generano casualmente degli eventi 
secondo le distribuzioni di probabilità che li caratterizzano), sono quindi equivalenti 
all’approssimazione del valore di un integrale definito o di una somma.
Se simuliamo N prove della variabile aleatoria T utilizzando diversi insiemi indipendenti di 
numeri casuali estratti dalla densità p, si ottiene:
Equazione 2.39 
Per le proprietà della media di un campione, TN è una stima consistente e corretta di I. 
Per esemplificare il concetto, consideriamo il punteggio che può essere ottenuto con il lancio 
di una coppia di dadi.  Posti:
f x1, x2=x1x2  punteggio  con x1, x2∈[1,2 ,3 ,4 ,5,6] ;
p  x1= p  x2=1 /6 (probabilità che esca un numero tra 1 e 6);
p  x1, x2= p  x1 p  x2=1/36 (probabilità che esca una determinata coppia x1,x2 i cui 
elementi sono stocasticamente indipendenti);
il valore atteso di T è dato dalla sommatoria:
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Equazione 2.40
Simulando il lancio di due dadi non si otterrà come valore medio dei punteggi ottenuti la 
quantità 7, ma un numero compatibile con esso entro l’errore statistico del procedimento.
Supponendo che la distribuzione della variabile aleatoria T, abbia una varianza finita  σT2, 
considerando il Teorema del Limite Centrale, secondo il quale la densità di probabilità di TN 
tende “asintoticamente “ ad essere una gaussiana con media I e deviazione standard 
T
2 /N , si ha:
Equazione 2.41 
Poiché il requisito di asintoticità viene in realtà già soddisfatto per N abbastanza basso (N ≥ 
10) si può scrivere che:
Equazione 2.42 
dove 0,997 è la probabilità di ottenere un valore compreso in un intervallo centrato sulla 
media Ι di ampiezza ± 3σ .
La relazione precedente mostra che i valori simulati convergono in probabilità verso la 
quantità da stimare I come  T /N . Risulta pertanto che (salvo i casi in cui, come 
vedremo più avanti, si riesce a “manipolare” T riducendone la varianza) l’unico modo per 
aumentare la precisione della stima TN è quello di aumentare il numero N di eventi simulati. 
Questa lenta convergenza del MC può richiedere un notevole tempo di calcolo nella 
simulazione di sistemi complessi.
Il primo passo per poter  effettuare un qualsiasi calcolo MC è dunque quello di generare delle 
variabili casuali X secondo delle distribuzioni di probabilità prefissate. Si deve perciò avere a 
disposizione un algoritmo che, nel caso di una variabile discreta, dati gli insiemi dei possibili 
valori (X1, X2,…,Xk) e delle corrispondenti probabilità (p1, …, pk),  generi le sequenze x1, x2, 
…,xn, … tali che:
Equazione 2.43 
e che, nel caso di una densità di probabilità continua p(x), con x∈ D (D può essere un 
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segmento di retta un piano un ipercubo, etc.), produca dei valori x tali che:
Equazione 2.44 
 2.5.4 VERIFICA DELLE IPOTESI 
In questo paragrafo si affronta il problema della verifica d’ipotesi statistiche limitando 
sostanzialmente la trattazione alla cosiddetta teoria classica del test delle ipotesi parametriche 
e facendo, soprattutto, riferimento a campioni estratti da popolazioni normali; comunque, la 
portata generale dei principi enunciati e la logica delle argomentazioni svolte rimangono 
immutate anche se si fa riferimento a campioni estratti da popolazioni non normali.
La rilevanza del problema della verifica di ipotesi statistiche è facilmente intuibile se si pensa 
che dall'operazione di verifica scaturisce, nella generalità dei casi, l'accettazione o il rifiuto 
dell'ipotesi formulata.
Un’ipotesi statistica è un'affermazione che specifica parzialmente o completamente la legge di 
distribuzione della probabilità di una variabile casuale. L’affermazione può riferirsi sia alla 
forma funzionale della legge di distribuzione che ai parametri caratteristici o ai soli parametri 
caratteristici quando si assuma nota la forma analitica della distribuzione stessa.
Se l’ipotesi, usualmente indicata con il simbolo H0 è detta ipotesi nulla o ipotesi zero (ipotesi 
di lavoro), specifica completamente la legge di distribuzione della variabile casuale, si dice 
semplice, nel caso opposto l’ipotesi viene detta composita o composta. Inoltre, se l'ipotesi 
riguarda i parametri caratteristici di una particolare distribuzione di cui si conosce la forma 
analitica si parla di ipotesi parametrica; si dice invece non parametrica (o più correttamente 
distribution free), l’ipotesi statistica che non presuppone nota tale forma. Ovviamente l'ipotesi 
non parametrica, come generalmente accade, può riguardare sia la forma analitica della 
distribuzione sia i parametri che la caratterizzano.
Ad esempio se si ipotizza che l'altezza degli italiani adulti di sesso maschile si distribuisce in 
modo (approssimativamente) normale con media pari a 1,70 metri e scostamento quadratico 
medio pari a 0,28 metri. Si sta trattando di una ipotesi statistica semplice (specifica 
completamente la legge di distribuzione del fenomeno) non parametrica (l'ipotesi riguarda 
anche la forma della distribuzione). Se invece si dà per acquisito il fatto che l'altezza degli 
italiani adulti di sesso maschile si distribuisce in modo (approssimativamente) normale, 
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l'ipotesi statistica potrà riguardare i soli parametri caratteristici media μ e varianza σ2 (o lo 
scarto quadratico medio σ).
L'ipotesi sarà semplice, se specifica un preciso valore numerico per i due parametri, ad 
esempio: l'altezza media è pari a 1,70 metri; sarà invece composita se specifica un insieme di 
valori, ad esempio: l'altezza media degli italiani adulti di sesso maschile è compresa 
nell'intervallo 1,68 ÷ 1,72 metri.
Un test di ipotesi (statistica) è una regola attraverso la quale si decide se accettare o meno 
l'ipotesi formulata sulla base delle risultanze campionarie. Tali dati si riferiscono naturalmente 
alla variabile casuale sulla cui legge di distribuzione è stata formulata l'ipotesi.
Se si indica con C l'universo dei campioni o spazio dei campioni, cioè l'insieme di tutti i 
possibili risultati campionari, un test delle ipotesi consiste nel bipartire l'insieme C in due 
sottoinsiemi disgiunti C0 e C1 = C – C1 in modo tale che si decide di rifiutare l'ipotesi H0 se 
il punto campionario cade in C1 , di accettare l'ipotesi se il punto campionario cade in C0 . Lo 
spazio C1 di rifiuto di un'ipotesi viene usualmente detto regione critica, mentre si dice regione 
di accettazione lo spazio C0.
Due differenti test, e cioè due modi diversi di bipartizione dell'universo dei campioni, possono 
essere posti a confronto attraverso un'analisi del processo logico seguito nella loro 
formulazione, o più semplicemente, sempre che sia possibile, confrontando le probabilità che 
si hanno di commettere degli errori adottando l'una o l'altra procedura per sottoporre a test una 
stessa ipotesi. 
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Nell'accettare o rifiutare, sulla scorta dell'evidenza campionaria, una determinata ipotesi nulla, 
si può agire correttamente, e cioè accettare un'ipotesi vera o rifiutare un'ipotesi falsa, oppure si 
possono commettere errori aventi diversa natura:
 a) rifiutare un'ipotesi quando essa è vera. Si parla in questo caso di errore di I specie o  
di I tipo;
 b) accettare un'ipotesi quando essa è falsa. Si parla in questo caso di errore di II specie  
o di II tipo.
Il  processo decisionale sopra illustrato può essere schematicamente riassunto 
nella tavola che segue:
La probabilità di commettere un errore di primo tipo, e cioè la probabilità di rifiutare una 
ipotesi quando essa è vera, è indicata usualmente con α;
dove α viene detto livello di significatività del test e  ( )1 2, ,..., NX X X X=  rappresenta il 
punto campionario.
La probabilità di commettere un errore di II tipo, e cioè la probabilità di accettare un'ipotesi 
quando essa è falsa, è indicata con β(H1):
La quantità γ(H1) = 1–β( H1 ) e cioè la probabilità di rifiutare un'ipotesi quando essa è falsa 
viene detta forza o potenza del test relativamente all'ipotesi alternativa H1. Al variare di H1 la 
γ(H1) assumerà il carattere di funzione, e viene detta funzione forza del test.
Così posto il problema, si vede chiaramente come la migliore soluzione sia rappresentata da 
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un test capace di minimizzare simultaneamente le probabilità di commettere gli errori di I e di 
II tipo. Purtroppo, non è generalmente possibile perseguire un tale obbiettivo, e cioè, non è 
sempre possibile individuare un test capace di minimizzare contemporaneamente le 
probabilità di commettere i due tipi di errore quando la dimensione del campione sia stata 
fissata. 
Si dovrà quindi operare in modo diverso; infatti, la procedura che si segue generalmente è 
quella di fissare la misura della probabilità di commettere un errore di primo tipo (si stabilisce 
cioè il livello di significatività α ) e nell'individuare poi il test che minimizza la probabilità di 
commettere un errore di II tipo.
Nei paragrafi successivi verranno proposti due test non parametrici, per la verifica delle 
ipotesi statistiche, ricordando che essi prescindono dal tipo di distribuzione della variabile 
aleatoria.
Osserviamo fin da subito, che questi test forniscono dei valori limite Dα, che dipendono dal 
livello α di significatività richiesto, da confrontare con un parametro stimato in base ai valori 
campionari D; se D < Dα , l'ipotesi di base può essere accettata, altrimenti no. Inoltre 
all’aumentare di α, diminuiscono i Dα, poiché aumenta la probabilità di scartare un ipotesi 
che invece è vera. Questo è un bene, nel senso che è meglio scartare un ipotesi vera, 
mantenendo i dati acquisiti che potranno tornare utili in seguito, che accettare un’ipotesi falsa, 
non indagando ulteriormente sui dati a disposizione, cosa quest’ultima contraria al metodo 
scientifico.
 2.5.4.1 Test non parametrico di Kolmogorov-Smirnov
Un importante test, per la verifica della conformità delle osservazioni di un campione ad un 
modello teorico continuo, è quello proposto nel 1933 da Kolmogorv. Egli suggerì un test che 
si basa sull’estremo superiore della differenza in valore assoluto fra le funzioni di ripartizione 
teorica F(x) ed empirica Fn(x):
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Equazione 2.47  ( ) ( )n n
- <x<
D sup F x F x
∞ ∞
= −
Fondamenti matematici del metodo Monte Carlo
Nel quale la funzione di ripartizione teorica (cumulativa) è definita da:
ove f (t) è la funzione di densità del modello teorico, mentre quella empirica, è definita da:
Il test di Kolmogorov si realizza, in definitiva, nell’accertare se il valore assunto da Dn sia tale 
da potersi attribuire a fattori casuali di campionamento o a fattori di ordine sistematico. Nel 
provare l’ipotesi di conformità, è abbastanza intuitivo che se essa è vera la Fn(x) dovrebbe 
essere molto prossima alla F(x); ciò significa che in detta ipotesi le piccole divergenze tra le 
due funzioni di ripartizione sono abbastanza verosimili, al contrario delle grandi divergenze, 
che pongono in risalto l’inverosimilità dell’ipotesi medesima.
Kolgomorov ricavò la seguente distribuzione limite:
 ( ) 2 22lim / 1 ( )k knn kP D n e Q
λλ λ−
→ ∞
= − ∞
 < = − =  ∑  (λ >0)
la quale indica la probabilità che Dn sia inferiore ad un parametro  , /nd nα αλ= , che dipende 
dalla numerosità del campione. Il valore di tale parametro dipende dal livello di significatività 
α richiesto per la verifica.
Dalla relazione Q(λ)=1-α si ricavano i valori di λα corrispondenti ai livelli di significatività e 
quindi la soglia dn,α. L’ipotesi di base verrà rifiutata se :
mentre in caso contrario sarà accettata.
Le soglie di significatività di dn,α per n>100 e per α = 5%, α = 1%, α = 0,1% sono date da 
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Equazione 2.48  ( ) ( )
x
F x f t dt
− ∞
= ∫
 
1
1
0             
( ) /             1,2,..., 1
1             
n i i
i n
per x x
F x i n per x x x i n
per x x
+
≤
= ≤ ≤ = − ≥
Equazione 2.49  
, /n nD d nα αλ> =
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[11]:
Esempio: supponendo nota la distribuzione di una determinata popolazione, ad esempio 
normale (gaussiana standart), con media µ =32 e σ = 1.8, si vuole determinare se il campione 
osservato si conforma alla distribuzione della popolazione. Per il calcolo dell’indice di K-S, i 
valori di F(xi) sono calcolati in base alla relazione: 
determinato dalle tavole relative alla gaussiana standard o con EXCEL.
xi zi F(zi) Fn(zi)F(zi)-Fn(zi)
31.0-0.55560.2893 0 0.2893
31.4-0.33330.3694 0.1 0.2694
33.3 0.7222 0.7649 0.2 0.5649
33.4 0.7778 0.7816 0.3 0.4816
33.5 0.8333 0.7977 0.4 0.3977
33.7 0.9444 0.8275 0.5 0.3275
34.2 1.2222 0.8892 0.6 0.2892
34.9 1.6111 0.9464 0.7 0.2464
36.2 2.3333 0.9902 0.8 0.1902
37.0 2.7778 0.9973 0.9 0.0973
Tabella 2.1: 
Come si può notare la massima divergenza che si riscontra tra le funzioni di ripartizione è 
Dn= 0.5649. Fissato il livello di significatività dell’1%, risultando il valore ottenuto Dn 
maggiore del corrispondente valore desumibile dalle tavole statistiche [8] , pari a 0.489, la 
probabilità che il primo sia dovuto al solo effetto del caso è minore dell’1% e quindi il 
campione non si conforma all’ipotesi della distribuzione normale del carattere della 
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,0,05 1,358 /nd n=
 
,0,01 1,628 /nd n=
 
,0,001 1,950 /nd n=
Equazione 2.50  ( ),con    ii ixz F zµσ
−
=
Fondamenti matematici del metodo Monte Carlo
distribuzione.
Conviene a tal punto tracciare un confronto tra il test del χ2 ed il test di Kolmogorov-Smirnov. 
La differenza sostanziale è che il test appena visto è applicabile solo se il modello teorico è 
espresso da una distribuzione di tipo continuo, mentre il test del χ2 è applicabile anche se il 
modello teorico e discreto.
Deve poi essere messo in luce che il test χ2 è ancora applicabile quando alcuni parametri 
(media, varianza,…) vengono stimati in base alle osservazioni campionarie, essendo 
sufficiente diminuire il numero dei gradi di libertà del numero dei parametri stimati. Il test di 
Kolmogorov, invece, perde la caratteristica di distibution free (indipendenza dalla forma 
specifica della variabile aleatoria), se alcuni parametri sono stimati in base alle osservazioni 
[11].
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2.6 METODI DI CAMPIONAMENTO
Nelle simulazioni probabilistiche di tipo Montecarlo riveste una particolare importanza il 
metodo di generazione del campione statistico. Il metodo di campionamento utilizzato infatti 
influenza direttamente non solo la bontà dei risultati ottenuti ma anche e soprattutto 
l’efficienza computazionale dell’intero processo. Al metodo di campionamento si richiede 
infatti non solo di produrre un campione statisticamente rappresentativo della popolazione 
statistica esaminata ma anche, al fine di ottimizzare l’efficienza computazionale della 
simulazione probabilistica, di mantenere una buona rappresentatività del campione al 
diminuire delle sue dimensioni. Il metodo di campionamento più semplice ed intuitivo, 
comunemente detto a forza bruta (brute force sampling), è basato sulla generazione puramente 
casuale o più propriamente pseudo-casuale degli elementi del campione medesimo, purtroppo 
è anche il meno efficiente, in quanto per mantenere una adeguata rappresentatività statistica 
richiede una dimensione elevata del campione e pertanto risulta talmente inefficiente dal 
punto di vista computazionale da risultare di fatto inapplicabile allo studio di problemi 
complessi in cui sono coinvolte diverse variabili aleatorie. Per migliorare l’efficienza del 
metodo MC rendendolo cosi di fatto applicabile allo studio di problemi complessi è 
necessario ricorrere a metodi di campionamento più raffinati che generano gli individui 
costituenti il campione statistico seguendo degli opportuni criteri che ne assicurino la 
rappresentatività anche per dimensioni ridotte.
 2.6.1 GENERAZIONE DI VARIABILI ALEATORIE CONTINUE
Il metodo di base per tutte le simulazioni MC, consiste nell’utilizzo della cumulativa o densità 
di probabilità cumulata CDF di una variabile aleatoria X.
E’ necessario definire fin da subito cosa si intende per densità di probabilità uniforme. Infatti 
una variabile  aleatoria X  continua, che assume valori nell’intervallo finito [a,b], si dice 
uniforme in [a,b] quando ha una densità di probabilità costante, detta uniforme o piatta, 
riportata in Figura 2.7, data da:
Equazione 2.51 
E’ facile vedere che la condizione di normalizzazione:
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Equazione 2.52 
è soddisfatta e che media e varianza sono date da:
Equazione 2.53 
Equazione 2.54 
Per una variabile aleatoria a ≤ X ≤ b, avente densità uniforme, la probabilità di localizzazione 
in (x1,x2) è proporzionale all’ampiezza dell’intervallo:
Equazione 2.55 
Viceversa se una variabile aleatoria continua soddisfa la precedente, essa è distribuita in modo 
uniforme. 
Si dimostra inoltre che se X è una variabile aleatoria avente densità p(x) continua, la variabile 
aleatoria cumulativa C:
Equazione 2.56 
è uniforme in [0,1]. Infatti la probabilità che un valore X sia compreso entro [x1,x2] è identica 
per costruzione alla probabilità che la variabile cumulativa C sia compresa entro i valori [c1 ≡ 
c(x1), c2 ≡ c(x2)]. Si ha allora:
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Figura 2.7: Densità uniforme di una variabile aleatoria che  
assume valori compresi in [a,b]
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Equazione 2.57 
da cui si vede che C è uniforme in [0,1], soddisfacendo l'Equazione 2.55 per b - a = 1.
L’importanza concettuale e pratica di quanto appena visto non deve sfuggire: la variabile 
cumulativa è sempre uniforme, qualunque sia la distribuzione d’origine.
Se l’integrale  C X =∫
−∞
X
p  x dx    è noto per via analitica, allora i valori della variabile 
cumulativa C sono esprimibili come una funzione nota C= F(x). Se questa funzione è 
invertibile , allora la variabile:
Equazione 2.58 
ha densità p(x). Disponendo di un generatore di variabili uniformi in [0,1] (ad esempio una 
funzione random su un calcolatore), si possono generare variabili aventi densità di probabilità 
qualsiasi utilizzando l’equazione: 
Equazione 2.59 
Tale procedura viene identificata come Algoritmo della Trasformazione Inversa [12].
La relazione precedente ha una convincente interpretazione grafica, riportata in Figura 2.8.
Considerando le probabilità P [ x1≤X≤x2] e P [ x3≤X≤x4 ] definite entro i valori 
[x1,x2] e [x3,x4]: esse sono rappresentate dalle aree sottese dalla funzione di densità p(x) ed 
ombreggiate in Figura 2.8
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L’area relativa ai valori meno probabili compresi in [x1,x2] è minore di quella relativa ai valori 
più probabili compresi in [x3,x4]. Il valore di queste due aree è identico alla lunghezza degli 
intervalli [c1,c2] e [c3,c4], ottenuti dalla cumulativa F(x). Una variabile C compresa in [0,1], 
cadrà più frequentemente in [c3,c4] che in [c1,c2] con probabilità date esattamente 
dall’ampiezza di questi intervalli. Pertanto, se in corrispondenza di un valore c0 assunto dalla 
variabile uniforme C si ricava il corrispondente valore x0; ripetendo il procedimento più volte 
si ottiene un campione di valori della variabile aleatoria X di densità p(x).
In base all’algoritmo della trasformazione inversa, sembrerebbe possibile risolvere tutti i 
problemi di generazione casuale. In realtà la situazione non è cosi semplice, perché la 
funzione p(x) da integrare può essere nota solo numericamente, oppure l’integrale:
Equazione 2.60 
può non essere risolubile o dare come risultato una funzione non invertibile analiticamente. 
In questi casi esiste un ampia varietà di procedimenti alternativi a cui fare ricorso: nei 
prossimi paragrafi ne saranno presentati alcuni tra quelli di più frequente impiego. 
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Figura 2.8: Interpretazione grafica delle proprietà della cumulativa.  
Le funzioni p(x) e F(x) sono rispettivamente una generica densità di  
probabilità e la sua corrispondente cumulativa
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 2.6.2 GENERAZIONE DI VARIABILI GAUSSIANE 
La densità gaussiana rappresenta di certo la distribuzione più importante del calcolo delle 
probabilità. Per  il teorema del limite centrale si è visto che essa rappresenta la densità limite 
della combinazione lineare di più variabili aleatorie.
La distribuzione di probabilità cumulata di una gaussiana è data dalla seguente funzione:
Equazione 2.61 
Tale integrale viene di solito valutato con metodi numerici, sviluppando in serie 
l’esponenziale e calcolando numericamente il limite della serie integrata; questo viene fatto 
poiché la primitiva di F(x) non è nota analiticamente.
Questa complicazione viene risolta ricorrendo ad una gaussiana standard, che si ottiene 
definendo la variabile standard:
Equazione 2.62 
la quale misura lo scarto di un valore x dalla sua media in unità di deviazione standard. 
Operando un cambio di variabile nell’integrale precedente si ottiene:
Equazione 2.63 
questa primitiva essendo indipendente da µ e σ può essere calcolata una volta per tutte 
sviluppando l’esponenziale in serie [5], si trova tabulata in tutti i testi di statistica ed è 
disponibile in molti software di uso scientifico. 
La densità gaussiana standard è quindi retta dalla seguente equazione:
Equazione 2.64 
caratterizzata da media zero e deviazione standard unitaria. Operando il cambio di variabili 
precedente, una gaussiana qualsiasi, si può sempre ricondurre a quella standard.
Volendo generare una variabile aleatoria da una distribuzione gaussiana, si incontra, come 
visto, una difficoltà legata al fatto che la funzione cumulativa non è invertibile. Si ricorre in 
questi casi a degli appositi algoritmi, tra i più utilizzati il più semplice è quello basato sul 
teorema del limite centrale.
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Si supponga di generare N numeri ξ1, ξ2, …,ξN uniformemente distribuiti nell’intervallo [0,1]. 
Dal teorema del limite centrale (§ 2.5.3 ), per N abbastanza elevato, la media:
Equazione 2.65 
è una variabile gaussiana di media 1/2. La varianza di M, in base a quanto gia  visto 
precedentemente (§ 2.5.2 ), è data dalla varianza della distribuzione uniforme per il numero di 
eventi generati:
Equazione 2.66 
Introducendo la variabile standard di M si ha: 
Equazione 2.67 
In genere ponendo N=12 si ottiene gia una distribuzione vicina a quella gaussiana; la variabile 
x cercata sarà dunque la seguente:
Equazione 2.68
 2.6.3 METODO DI BOX E MULLER (O POLARE)
Nonostante la semplicità, il precedente algoritmo ha un grosso punto debole nell’efficienza di 
generazione, poiché come minimo sono necessari ben 12 numeri casuali uniformi per ricavare 
una sola variabile gaussiana. 
Perciò sacrificando l’eleganza a vantaggio della rapidità, il procedimento che viene più 
frequentemente utilizzato per la generazione gaussiana è quello ideato alla fine degli anni '50 
dai matematici americani G.E.P. Box e M.E. Muller, i quali hanno mostrato che, 
contrariamente a quanto si potrebbe supporre intuitivamente, è più facile generare 
simultaneamente non una ma due variabili gaussiane indipendenti.
Si consideri infatti l’espressione della gaussiana standard bidimensionale in coordinate polari 
(r,ϕ):
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Equazione 2.69 
Le funzioni cumulative del modulo e dell’angolo del vettore polare risultano:
Equazione 2.70
Equazione 2.71 
A questo punto è facile immaginare il motivo della scelta compiuta, in quanto sia P(r) che 
Q(ϕ) hanno delle cumulative che sono invertibile analiticamente, ottenendo facilmente:
Equazione 2.72
Passando alle coordinate cartesiane (z1, z2):
Equazione 2.73 
Si ottengono i valori di una coppia di variabili gaussiane standard indipendenti partendo da 
due numeri casuali ξ1, ξ2.
 2.6.4 IMPORTANCE SAMPLING
Le simulazioni Monte Carlo, come detto nel paragrafo precedente, richiedono un numero 
elevato di campioni N per ottenere dei risultati accurati. Sono stati sviluppati quindi, dei 
metodi simulativi che hanno come scopo quello di ridurre il numero di campionamenti 
necessari senza peggiorare la qualità dei risultati, riducendo anzi, a parità di campioni, la 
varianza. Tra questi metodi ricordiamo il metodo importance sampling o campionamento per 
importanza.
Per meglio comprendere l’utilità di tale metodo, si suppone di voler calcolare un valore 
approssimato dell’integrale visto in precedenza, che esprime la probabilità di rovina di una 
struttura:
Equazione 2.74 
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Tale integrale multidimensionale può essere riscritto nel modo seguente:
Equazione 2.75 
dove I[G(x)]è una funzione detta indicatore, pari ad 1 se x∈ Ω | G(x) ≤ 0 e a 0 altrimenti.
La relazione precedente può essere riscritta in maniera equivalente, introducendo una 
funzione hv(x) di densità di probabilità detta funzione di “importance sampling”, definita in Ω 
| G(x) ≤ 0 da cui si sanno generare numeri pseudo-casuali: 
Equazione 2.76 
Introducendo l’operatore speranza matematica E[ • ] (media), si ha:
Equazione 2.77
e si può ottenere un valore approssimato di tale speranza matematica mediante una media 
aritmetica di N valori fx(Xi)/hv(Xi), calcolati su di un campione estratto dalla distribuzione di 
probabilità  hv(x). Quindi la probabilità di rovina può essere stimata come:
Equazione 2.78 
in cui {Xi} è in questo caso un vettore di valori generati a partire dalla funzione hv(x).
La varianza di J ' può essere espressa come [11]:
Equazione 2.79 
E’ quindi evidente che scegliendo opportunamente la funzione hv(x) è possibile ridurre la 
varianza di J ' e quindi di Pfail, la quale non è nota, essendo lo scopo di questa tecnica proprio 
quello di stimarla. Il problema della determinazione della funzione hv(x) ottimale è in generale 
complesso, si può seguire solo il criterio che vuole che abbia un andamento simile a fx(x).
Esistono in letteratura altre tecniche, più o meno raffinate,  che consentono di ottenere una 
riduzione della varianza. L’alternativa all’uso di queste tecniche consiste nel cercare di ridurre 
l’errore statistico del metodo MC, diminuendo l’errore campionario, per esempio adottando 
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una tecnica di stratificazione come la Latin Hypercube Sampling presentata nel paragrafo 
seguente.
2.7 LATIN HYPERCUBE SAMPLING METHOD
L’elevato numero N di eventi simulati richiesti dal metodo Monte Carlo, dipende 
essenzialmente dalla tecnica di campionamento. Nella sua definizione base il metodo MC, 
utilizza per la scelta dei valori di input un campionamento casuale semplice letteralmente 
Simple Random Sampling (definito in seguito) con tale sistema, volendo stimare al meglio la 
funzione di distribuzione della probabilità dell’output, sarebbe necessario effettuare un 
numero considerevole di analisi. A tale proposito, se l’onere computazionale in termini di 
tempo per ciascun “lancio” del calcolatore risulta limitato, allora è ragionevole aumentare la 
dimensione del campione per diminuire l’errore legato al campionamento: se, invece, il tempo 
per ciascuna analisi inizia ad essere sensibile, ecco che bisogna necessariamente diminuire la 
dimensione del campione, tentando di abbattere la conseguente percentuale di errore 
intervenendo sul metodo di campionamento, utilizzando, ad esempio, dei metodi di 
campionamento stratificato, più o meno sofisticati (Stratified Sampling, Latin Hipercube 
Sampling).   
Campionamento Casuale Semplice (Simple Random Sampling): 
è quello che viene utilizzato “di base” nel Metodo Monte Carlo. È sicuramente quello più 
intuitivo, ma anche il meno efficiente nel caso in cui sia necessario ridurre il numero di analisi 
da svolgere. Si rischia, infatti, di ottenere un campionamento falsato, che non copre l’intero 
range di variazione della variabile aleatoria.
Campionamento Stratificato (Stratified Sampling): 
si tratta di un’evoluzione del Campionamento Casuale Semplice, dal momento che si propone 
di evitare la possibilità di avere un campionamento non distribuito sull’intero range della 
variabile aleatoria. Nello specifico, lo spazio di campionamento viene suddiviso 
(“stratificato”) in N intervalli non sovrapposti tra loro, da ciascuno dei quali viene estratto 
casualmente un valore della relativa variabile aleatoria.
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Campionamento Latin Hipercube (Latin Hipercube Sampling): 
è stato sviluppato da McKey ed altri [13], rappresenta un’ulteriore evoluzione del 
Campionamento Stratificato di base, mirato sempre ad incrementare l’efficienza statistica pur 
con un ridotto onere computazionale.
Se con N si denota il numero di eventi richiesti per la simulazione e con K si  indica il numero 
delle variabili aleatorie che intervengono nel problema, si ottiene un spazio campionario K- 
dimensionale. Introducendo una matrice [P] di dimensione N×K in cui le K-colonne sono 
costituite da una permutazione random di N elementi da 1 ad N (ovviamente le colonne 
saranno diverse tra loro), introducendo, inoltre, una matrice [R] anch’essa di dimensioni N×K, 
dove in questo caso le  K-colonne sono costituite da numeri compresi tra 0 ed 1, generati 
casualmente da una distribuzione uniforme, si può passare a definire la matrice [S] costituita 
da valori pseudo-casuali compresi tra 0 ed 1, come segue:
Equazione 2.80 
Noti gli elementi sij della matrice [S], i valori delle variabili aleatorie che costituiscono il 
campione simulato, si ottengono invertendo la funzione di distribuzione cumulata nota o 
fissata a priori:
Equazione 2.81 
ed il vettore x =[ xi1, xi2, …, xik] individua i-esimo set delle K variabili aleatorie.
Un possibile campionamento relativo a due variabili aleatorie con 5 simulazioni è riportato in 
Figura 2.9.
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Figura 2.9: Latin Hypercube con 2 variabili e 5 simulazioni (a). Spazio campionario  
5×2 (b)
 
[S ]= 1
N [P ]−[R ] 
xij=F X j
−1 S ij 
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Le relazioni precedenti sono semplici e sintetiche, ma rischiano di non far cogliere l’essenza 
del metodo, che risulta più chiaro se si fa riferimento al campionamento di una sola variabile 
aleatoria. In questo caso, il range di input, costituito dalla funzione di probabilità cumulata, 
viene adeguatamente suddiviso in N intervalli disgiunti aventi la medesima probabilità pari ad 
1/N (intervalli equiprobabili) (Figura 2.10). Per ogni intervallo viene estratto a caso un valore 
tra 0 ed 1 il quale a seconda dell’intervallo considerato porta ad un preciso valore della 
probabilità cumulata, che invertita,  produce il valore della variabile aleatoria. Gli N valori 
così individuati per la prima variabile vengono accoppiati casualmente con gli N valori della 
seconda variabile e così via. Il processo continua con le variabili successive, fino ad ottenere 
N K-uple, le quali costituiscono il campione (Figura 2.10).
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Figura 2.10: Generazione di due variabili aleatorie  mediante il campionamento LHS
Il vantaggio di questo metodo rispetto al campionamento stratificato di base sta nella maggior 
precisione della stima finale condotta sui valori di output della simulazione (varianza più 
piccola). È stato dimostrato che con il LHS è possibile ottenere il medesimo livello di 
precisione del campionamento stratificato di base, ma con un onere computazionale 
drasticamente ridotto [13]. 
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 3 MODELLAZIONE DELLE 
STRUTTURE
Al fine di poter valutare la risposta di una struttura soggetta ad azioni dinamiche, a parte casi 
estremamente semplici sia dal punto di vista strutturale che delle azioni forzanti in cui è 
possibile esplicitare e risolvere analiticamente l’equazione del moto della struttura, l’unico 
metodo praticabile è quello delle simulazioni numeriche. Nel corso degli anni, di pari passo 
con l’evoluzione degli elaboratori elettronici, sono stati sviluppati una serie di approcci 
sistematici alla modellazione numerica del comportamento di strutture intelaiate che hanno 
trovato sempre maggior impiego nella pratica progettuale e nella ricerca.
In questo capitolo riassumeremo brevemente gli approcci utilizzati per la simulazione 
numerica della risposta di una struttura intelaiata sotto l’azione sismica.
3.1 METODI NUMERICI PER L’ANALISI DINAMICA
Lo studio del comportamento dinamico di una struttura consiste principalmente nel ricercare 
la storia di spostamenti cui il sistema andrà incontro in risposta ad una determinata serie di 
sollecitazioni esterne.
La risposta di un corpo a una sollecitazione di tipo dinamico, dal punto di vista teorico, può 
essere trattata come un problema di propagazione di onde in un mezzo continuo; oppure come 
un problema di tipo "Inerziale" riconducibile al moto di corpi rigidi.
Belytschko  [14] classifica i problemi strutturali come "inerziali" in quanto il tempo di 
risposta del sistema è grande rispetto al tempo impiegato dalle onde di pressione per 
attraversare la struttura.
È possibile ottenere una descrizione analitica della risposta di un sistema a una sollecitazione 
esterna, solamente in pochi semplici casi d’interesse puramente teorico, in quanto la 
possibilità di descrivere matematicamente il problema richiede una serie di semplificazioni 
che non sono giustificabili nella pratica progettuale.
Dall’impossibilità di ottenere una soluzione analitica al problema dinamico di strutture reali 
nasce l'esigenza di ricercare soluzioni approssimate di tipo numerico.
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 3.1.1 GENERALITÀ
Esistono diversi metodi per ottenere soluzioni numeriche approssimate all'equazione del moto 
di una struttura. La scelta di un metodo rispetto ad un altro viene effettuata in base alle 
caratteristiche del problema da analizzare, che può essere lineare o non lineare, e in base al 
grado di accuratezza richiesto.
Per studiare la risposta di strutture dal comportamento lineare o quasi lineare, il metodo più 
usato è basato sull'analisi dei modi di vibrare; non solo perché la conoscenza di tali modi di 
vibrare fornisce importanti indicazioni sul comportamento dinamico della struttura, quali le 
frequenze proprie di vibrazione, ma anche perché tale approccio è in grado di disaccoppiare il 
sistema di equazioni del moto e di risolverlo in un modo efficiente dal punto di vista 
computazionale.
Per l'analisi di strutture dal comportamento non lineare, l'approccio più adatto a cogliere il 
comportamento del sistema è quello dell'integrazione diretta nel tempo dell'equazione del 
moto.
 3.1.2 CLASSIFICAZIONE DEI METODI DI INTEGRAZIONE 
DELL'EQUAZIONE DEL MOTO
I metodi di integrazione dell'equazione del moto possono essere classificati come impliciti o 
espliciti. I metodi espliciti ottengono i valori delle grandezze dinamiche quali spostamento, 
velocità e accelerazione al tempo t+∆t partendo unicamente dai valori di tali grandezze al 
tempo t.
I metodi espliciti sono caratterizzati dal fatto di essere condizionatamente stabili. In generale 
il limite di stabilità, ovvero il massimo valore del passo temporale ∆t per il quale la soluzione 
converge verso la soluzione del problema, può essere approssimato come il tempo impiegato 
da un'onda elastica per attraversare il più piccolo elemento facente parte del sistema.
I metodi impliciti di integrazione dell'equazione del moto, superano il limite dovuto alla 
dimensione massima del passo temporale basando la soluzione dell'equazione al tempo t+∆t 
non solo sui valori delle grandezze dinamiche al tempo t ma anche su alcune delle stesse 
quantità al tempo t+∆t e proprio per ciò vengono detti impliciti.
Nonostante l'accuratezza della soluzione diminuisca all'aumentare del passo temporale ∆t in 
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relazione al valore del periodo proprio T del sistema, nei problemi di carattere strutturale i 
metodi impliciti forniscono in genere risultati accettabili con passi temporali di uno o due 
ordini di grandezza superiori rispetto al limite di stabilita dei metodi espliciti. 
Nella scelta del massimo passo temporale i fattori che maggiormente influenzano la scelta 
sono tre; essi sono:
• il tasso di variazione dei carichi applicati;
• la complessità delle caratteristiche non lineari del sistema;
• il periodo proprio di vibrazione della struttura.
In generale per ottenere risultati affidabili il rapporto ∆t/T non dovrebbe superare il valore di 
1/10.
 3.1.3 IL METODO PROPOSTO DA HILBERT HUGHES E 
TAYLOR
Scrivendo l'equazione di equilibrio globale tra le forze interne I le forze esterne F e le forze 
d'inerzia M•ű in forma matriciale otteniamo:
Equazione 3.1 
in cui [M] è la matrice di massa, I il vettore delle forze interne e F il vettore delle forze 
esterne.
Il metodo implicito di integrazione dell'equazione del moto adottato dal codice di calcolo 
ABAQUS [15], utilizzato per le analisi numeriche nel presente lavoro, è quello definito da 
Hilbert, Hughes e Taylor (1978) [16]. Tale metodo utilizza un operatore monoparametrico con 
smorzamento numerico. Tale operatore rimpiazza l'effettiva equazione di equilibrio con un 
bilancio di forze di D'alambert alla fine del passo temporale ed una media pesata delle forze 
statiche presenti all'inizio e alla fine del passo temporale: 
Equazione 3.2 
La definizione dell'operatore di integrazione è completata dalle formule di Newmark per 
l'integrazione degli spostamenti e delle velocità:
Pagina 56 di 315
[M ]⋅uI−F=0
[M ]⋅ ¨u[t t ]1⋅ I t t−F tt−⋅ I−F =0
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Equazione 3.3 
Equazione 3.4 
in cui 
=1
4
1−2 =1
2
−
dove α deve rispettare la limitazione
 −
1
3
≤≤0
Il principale vantaggio derivante dall'uso di questo schema di integrazione dell'equazione del 
moto è la possibilità di controllare lo smorzamento numerico e la forma che questo 
smorzamento assume, ovvero questa formulazione fornisce un trascurabile incremento di 
smorzamento numerico alle basse frequenze, mentre mano a mano che ci si avvicina alle alte 
frequenze tipiche dei disturbi numerici introdotti dalla variazione del passo temporale tra un 
incremento e l'altro, lo smorzamento numerico diventa più significativo.
Più precisamente il controllo sullo smorzamento numerico avviene regolando il parametro α; 
infatti con α=0 lo smorzamento numerico è nullo, mentre per α = -1/3 si ha il massimo 
smorzamento numerico.
In particolare il solutore di ABAQUS utilizza il parametro a=-0.05 come valore predefinito, 
fornendo cosi un leggero smorzamento numerico che elimina il disturbo numerico ad alta 
frequenza, introdotto dal dalla variazione del passo temporale della procedura di integrazione 
dell'equazione del moto, senza alterare la risposta complessiva del sistema analizzato. 
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3.2 MODELLAZIONE DEI GIUNTI
Il comportamento dei giunti è sostanzialmente rappresentabile mediante il legame momento 
rotazione esprimibile sotto forma grafica per mezzo di una curva M-ϕ , che costituisce la più 
immediata descrizione delle proprietà meccaniche del giunto. La conoscenza completa di tale 
legame è ovviamente ottenibile per via sperimentale, ma tale approccio risulta 
economicamente dispendioso e per tanto ha senso solo per applicazioni di ricerca o per la 
progettazione di strutture di particolare importanza. Gli approcci di tipo analitico per 
l'ottenimento di informazioni sul comportamento meccanico dei giunti rivestono quindi una 
notevole importanza anche nella progettazione di strutture intelaiate sismo resistenti.
 3.2.1 CLASSIFICAZIONE DEI METODI DI MODELLAZIONE
In generale i metodi di caratterizzazione dei giunti semi rigidi si possono essere ricondotti alle 
seguenti categorie:
• Modelli analitici;
• Modelli empirici;
• Modelli numerici;
• Modelli meccanici.
 3.2.2 MODELLI ANALITICI
Questo metodo consiste nel descrivere il comportamento del giunto mediante una 
formulazione matematica ricavata direttamente dalle proprietà geometriche e meccaniche del 
giunto. Tale formulazione può essere a sua volta basata sui risultati ottenuti da analisi 
elastiche, plastiche, prove sperimentali o analisi numeriche agli elementi finiti. Il principale 
vantaggio di tale approccio consiste nella semplice descrizione analitica del legame tra le due 
grandezze momento M e rotazione ϕ fornendo in generale valori in accordo con le prove 
sperimentali. Per contro tale metodo risulta conveniente unicamente per percorsi di carico 
monotoni e inadeguato per descrivere il comportamento ciclico dei giunti. Inoltre le 
espressioni ottenute restano valide unicamente per i giunti con caratteristiche meccaniche e 
geometriche conformi alle simulazioni sperimentali o numeriche utilizzate per ricavarle. 
(Nethercot & Zandonini 1989 [17], Xiao et al. 1996 [18], Wong et al. 1996 [19], Faella et al. 
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2000 [20])
 3.2.3 MODELLI EMPIRICI
I modelli empirici sono realizzati mediante formulazioni matematiche più o meno complesse 
che cercano di descrivere per mezzo di una serie di parametri e costanti l'intera curva 
momento rotazione; i parametri e le costanti vengono calibrate sulla base di prove 
sperimentali e analisi numeriche parametriche. La formulazione matematica può essere di tipo 
lineare oppure di tipo multi lineare. Tale modello si dimostra più versatile del precedente 
consentendo una accurata calibrazione per la quale continuano ad essere necessarie prove 
sperimentali e analisi numeriche condotte su una certa quantità di giunti con cui il modello 
deve essere validato. ( Frye and Morris 1975 [21][Frye], Faella et al. 2000 [22])
 3.2.4 MODELLI NUMERICI
I modelli numerici agli elementi finiti possono essere utilizzati per la modellazione di tutti i 
componenti strutturali come travi nodi telai o intere strutture. Questo tipo di approccio è il più 
complesso e computazionalmente dispendioso, esso resta quindi utilizzabile solo per 
applicazioni particolari o di ricerca. Grazie alla potenza di calcolo messa a disposizione dai 
moderni calcolatori è stato possibile ottenere risultati apprezzabili anche nella analisi di 
strutture complesse tri-dimensionali con analisi di fenomeni locali non lineari. (Amadio and 
Piva 1995 [23], Bursi and Ballerini 1997 [24], Bursi and Gramola 1997 [25], Amadio et al. 
2004 [26] )
 3.2.5 MODELLI MECCANICI
Questi modelli sono costituiti da elementi rigidi ed elementi deformabili quali molle 
rotazionali e traslazionali opportunamente connessi tra loro. La risposta del modello è quindi 
strettamente collegata al grado di definizione del comportamento dei singoli elementi che può 
essere lineare o non lineare. Sovrapponendo quindi gli effetti dovuti al comportamento delle 
singole componenti, noto da prove sperimentali analisi numeriche o modelli analitici, è 
possibile ricavare il comportamento globale del giunto. Esempi di tali modelli sono quelli 
sviluppati da Wales and Rossow 1983 [27], Tschemmernegg and Hubber 1988 [28], Amadio, 
Benussi e Noè 1995 [29], Benussi, Noè e Rassati 1997 [30], Rassati et al. 2004 [31] , Amadio 
et al. 2001,  [32], Amadio et Al.  [33] [34], Amadio et al. (2005, CTA Ischia) [35]. 
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Questo metodo di modellazione si è rivelato molto versatile in quanto capace di descrivere in 
modo esaustivo una qualunque tipologia di collegamenti trave colonna soggetta sia a carichi 
monotoni che ciclici.
 3.2.6 MODELLAZIONE PER COMPONENTI
Il metodo per componenti, rispetto ai metodi analitici, rappresenta un approccio di carattere 
più generale alla modellazione del comportamento meccanico dei giunti. Tale approccio di 
origine analitica e meccanica permette di caratterizzare il comportamento flessionale di molte 
tipologie di nodi trave colonna. A differenza dei metodi analitici la modellazione per 
componenti prevede che ciascun componente sia rappresentato da un legame ottenuto 
generalmente per via empirica, analitica o sperimentale. Con questa procedura, il diagramma 
momento rotazione complessivo del giunto viene ricavato, dalla combinazione degli effetti di 
tutte le componenti, ovvero dalla loro mutua interazione all'interno della struttura. La 
progressiva plasticizzazione delle componenti del giunto, genera una risposta complessiva di 
tipo non lineare. 
La procedura di modellazione si articola nelle seguenti fasi:
• Identificazione delle componenti base all'interno del nodo trave-colonna e loro 
schematizzazione;
• Definizione delle proprietà strutturali delle componenti, in termini di legge forza 
spostamento tramite rigidezze e resistenze;
• Assemblaggio delle componenti in un opportuno macro modello meccanico che sia in 
grado di riprodurre adeguatamente la cinematica del nodo.
La bontà dei risultati forniti dal metodo è quindi legata principalmente all’accuratezza con cui 
vengono definiti i comportamenti delle singole componenti modellate, sia in termini di 
resistenza che di rigidezza, e della corretta individuazione della loro interazione.
 3.2.7 EVOLUZIONE DEL METODO PER COMPONENTI
Il metodo per componenti, inizialmente sviluppato per modellare il comportamento dei giunti 
in acciaio sotto l’azione di carichi monotoni, è stato successivamente esteso ai giunti 
composti, per poi essere ulteriormente generalizzato al fine di poter modellare la risposta dei 
giunti sotto l’azione di carichi sismici.
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L’approccio attualmente proposto è dunque il risultato di vari contributi giunti da diversi 
gruppi di ricerca a partire dalla fine degli anni ’70 con i lavori di Krawinkler (1978) [36] , 
Jaspart et al. (1988) [37], Tschemmerneg et al. (1988) [28]. Tuttavia la formalizzazione di una 
completa metodologia progettuale tramite l’individuazione e la codifica di una serie di fasi 
operative, è dovuta agli studi condotti da Tschemmernegg & Huber presso l’università di 
Innsbruck e da Jaspart presso l’università di Liegi. 
Negli ultimi anni, sotto l’impulso di un sempre crescente interesse verso il comportamento 
non lineare delle strutture, il metodo è stato ulteriormente affinato grazie ai contributi 
provenienti da vari gruppi di ricerca tra i quali si ricordano Anderson&Najafi (1994) [38], 
Tschemmernegg & Queiroz (1995) [39], Ren et al. (1996)[40] , Tschemmernegg (1998) [41], 
Dissanayake et al. (2000) [42], Kattner & Crisinel (2000) [43], Faella et al. (2000)[22] , 
Amadio et al. (2001, 2003c/d, 2004, 2007) [32] [44] [45] [26] [46], Rassati et al. (2004)[31].
Parallelamente all’avanzamento nell’ambito della ricerca dei metodi per la modellazione del 
comportamento meccanico dei giunti anche le normative hanno incominciato a recepire tali 
conoscenze proponendo metodi di progetto e di verifica basati su un approccio per 
componenti, permettendo cosi di svincolarsi dalle schematizzazioni semplificate di giunto 
cerniera e giunto incastro consentendo di ottimizzare la progettazione delle strutture mediante 
l’adozione di giunti semirigidi. In tale direzione vanno le indicazioni fornite dall’annex J 
dell’eurocodice 3 (CEN 1994) [47] e più recentemente nel EC3 (CEN 2003)[48] che 
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Figura 3.1: Modello di giunto composto  (Tschemmernegg & Queiroz  
1995)
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recepiscono il modello sviluppato da Tschemmernegg (1998) [41] che tuttavia è applicabile 
esclusivamente alla modellazione di giunti soggetti a carichi monotoni.
Le procedure di calcolo fornite dall’eurocodice, dando indicazioni precise sull’individuazione 
delle resistenze e delle rigidezze delle principali componenti deformative riscontrabili nelle 
tipologie di giunti trave-colonna più comuni, costituiscono non solo uno strumento di calcolo 
per la progettazione di giunti semirigidi, ma forniscono anche un metodo per la 
classificazione degli stessi in base alle caratteristiche meccaniche di resistenza e rigidezza. Per 
estendere la validità del metodo anche al caso di carichi non monotoni, gia a partire dal 1997 
presso l’università di Trieste, Benussi, Noè & Rassati (1997)[30] iniziarono ad elaborare un 
modello denominato TRS1 di cui è illustrato un esempio in Figura 3.3. Tale modello, oltre ad 
essere in grado di descrivere il comportamento dei giunti sotto azioni monotone, è in grado di 
descrivere il comportamento di giunti soggetti ad azioni alternate o cicliche tipiche delle 
sollecitazioni sismiche.
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Figura 3.2: Esempio di modellazione di un giunto metallico flangiato secondo EC3
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Un’ulteriore evoluzione del modello TRS1 di Benussi, Noè & Rassati(1997) [30]è costituita 
dal modello TRS2 sviluppato da Rassati et al. (2004) [31]di cui è illustrato un esempio di 
applicazione alla modellazione tridimensionale di un giunto flangiato composto in Figura 3.4. 
Il modello TRS2 è essenzialmente una diretta evoluzione del precedente modello TRS1, la cui 
principale innovazione è stata l’introduzzione di leggi costitutive degli elementi più sofisticate 
basate sul lavoro di modellazione e simulazione del comportamento di alcune strutture svolto 
sempre da Benussi, Noè & Rassati nel 1999 [49].
Infine, utilizzando i risultati di una campagna di indagini sperimentali svolta da Clemente et 
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Figura 3.3: Macromodello per giunto composto TRS1
Figura 3.4: macromodello TRS2 per giunti composti
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al. (2005) [50], il modello di Rassati et al. (2004)[31] è stato ulteriormente perfezionato 
introducendo modelli isteretici più evoluti per gli elementi T equivalenti e per il pannello 
d’anima (Amadio et al. 2007)[46].
 3.2.8 MACROMODELLO PER GIUNTI IN ACCIAIO
Come precedentemente accennato, il primo passo per modellare un giunto con il metodo per 
componenti è l’individuazione delle componenti deformative di base all’interno del nodo. 
Senza perdere di generalità, le principali componenti deformative presenti nelle più comuni 
tipologie di nodo trave colonna possono essere ricondotte a quelle schematicamente riassunte 
nella Tabella 3.4 riportata a pagina 76.
Una volta individuate le componenti deformative e definite, tramite rigidezze e resistenze, le 
relative proprietà strutturali in termini di legge forza spostamento ed assegnata ad ogni 
componente un adeguato modello isteretico, si procede all’assemblaggio del modello per 
mezzo di opportuni vincoli cinematici ottenendo
cosi un opportuno macro modello meccanico in grado di riprodurre adeguatamente la 
cinematica del nodo.
Nella seguente Figura 3.5 viene riportato un esempio di macromodello per un giunto flangiato 
in acciaio mentre nella Figura 3.6 è riportato un esempio di giunto in acciaio con angolari.
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Figura 3.5: Esempio di macromodello per giunto flangiato in acciaio
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Nelle precedenti figure le principali componenti deformative sono indicate come di seguito 
riportato:
 3.2.8.1 Pannello d’anima soggetto a taglio [molla #5] 
Questa componente rappresenta la deformabilità ad azione tagliante della porzione di anima 
della colonna, compresa nel rettangolo ideale definito dall’estensione delle ali delle travi che 
convergono nel nodo, eventualmente irrigidita e dal contributo delle adiacenti ali della 
colonna. Questa è la principale componente deformativi presente nei giunti saldati.
Il modello isteretico adottato è quello proposto da Kim & Engelhardt [51] precedentemente 
illustrato al capitolo 3.3.5 in cui per tenere conto dell’eventuale presenza di irrigidimenti 
diagonali la rigidezza elastica e le rigidezze plastiche sono moltiplicate per un coefficiente di 
irrigidimento mk ottenendo quindi nel caso della rigidezza elastica:
In cui Ke è la rigidezza elastica derivante dal solo pannello d’anima calcolata come illustrato 
nel precedente capitolo 3.3.5  mentre mk è il coefficiente di irrigidimento calcolato come:
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Figura 3.6: esempio di macromodello per giunto in acciaio con  
angolari
Equazione 3.6 ek KmK ⋅=
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In cui S1 ed S2 hanno il significato illustrato nel precedente capitolo 3.3.5  mentre kds 
rappresenta il fattore di rigidezza del meccanismo puntone tirante instaurato dalla presenza 
degli irrigidimenti diagonali illustrato in Figura 3.7 e calcolata come:
In cui kf  è il fattore di rigidezza assiale dell’ala della colonna, kp è il fattore di rigidezza 
assiale dell’irrigidimento diagonale, h è l’altezza della zona del pannello d’anima calcolata 
come media tra le altezze delle travi convergenti nel nodo, x è la larghezza del meccanismo 
del pannello d’anima calcolata come:
Equazione 3.9 
in cui hc è l’altezza della sezione della colonna e tcf è lo spessore dell’ala della colonna.
I fattori di rigidezza assiale dell’irrigidimento diagonale kp e dell’ala della colonna kf sono 
calcolate rispettivamente come:
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Figura 3.7: meccanismo puntone tirante  
instaurato dagli irrigidimenti diagonali del  
pannello d’anima
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In cui Ads è la sezione trasversale dell’irrigidimento diagonale mentre lds è la sua lunghezza e 
bc è la larghezza della sezione della colonna.
Analogamente a quanto avviene per le rigidezze anche le resistenze vengono moltiplicate per 
un fattore di amplificazione mf per tenere conto dell’eventuale presenza di irrigidimenti 
diagonali ottenendo quindi nel caso della resistenza allo snervamento:
In cui Vy è la resistenza a taglio di primo snervamento del solo pannello d’anima come 
illustrato nel precedente capitolo 3.3.5   mentre mf risulta calcolato come:
In cui Vrds è la resistenza dell’irrigidimento diagonale mentre Vr è il taglio resistente del solo 
pannello d’anima cosi come illustrato nel capitolo 3.3.5
Tenendo conto della geometria del meccanismo puntone tirante degli irrigidimenti diagonali 
illustrato in Figura 3.7 e considerando unicamente la possibilità di rottura del tirante 
diagonale, la resistenza a taglio dell’irrigidimento è calcolata come:
In cui fyds è la tensione di snervamento dell’irrigidimento diagonale e γmo è il coefficiente 
parziale di sicurezza.
Nelle precedenti espressioni le resistenza sono intese come forze taglianti dimensionalmente 
[F] mentre le rigidezze sono intese come forze per unita di spostamento [F/L] pertanto 
all’interno del macromodello utilizzando una molla assiale posizionata lungo la diagonale del 
pannello d’anima risulta necessario correggere le resistenze e le rigidezze tenendo presente la 
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geometria del macromodello ottenendo la resistenza assiale della molla come:
Mentre analogamente per la rigidezza nell’ipotesi di piccoli spostamenti si ha:
Volendo invece utilizzare al posto della  molla assiale posta lungo la diagonale del pannello 
una molla rotazionale la resistenza M* risulterà un momento [FL] calcolato come:
Mentre la rigidezza Kϕ* risulterà un momento per unità di rotazione [FL/rad] e sarà dato da:
Molla #5
MODELLO ISTERETICO 
Tipo: KIM & ENGELHARDT Capitolo 
 3.3.5 
coefficiente Descrizione valore
Cr coefficiente che determina il grado di vincolo della 
trave equivalente al pannello d'anima
5
Cs costante del modello di Kim & Engelhardt 20
Cy rapporto tra lo scorrimento medio del pannello al 
primo snervamento e lo scorrimento di primo 
snervamento del materiale
[0.8-0.9]
c Costante di evoluzione della superficie limite di 
Dafalia secondo il modello di Coffie e Krawinkler
7
ξ Costante di evoluzione della superficie limite di 
Dafalia secondo il modello di Coffie e Krawinkler
[1.1-1.2]
Fh Fattore di incrudimento positivo 0,45
Fs Fattore di incrudimento negativo 0,07
Fr Fattore di rilassamento 0,05
Tabella 3.1: Parametri relativi al modello isteretico associato alla molla del pannello  
d'anima [molla #5]
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 3.2.8.2 Elementi T-equivalenti [molla#1 e #3]
Gli elementi T-equivalenti o T-stub, cosi come definiti dall’eurocodice 3 [48] sono costituiti 
dalla Flangia della colonna, dalla flangia di estremità della trave o dagli angolari in flessione e 
dai bulloni in trazione posti in serie. 
Il modello isteretico adottato è il modello T-stub illustrato al precedente capitolo  3.3.3 .
Seguendo le indicazioni fornite dall’allegato J dell'Eurocodice 3 la resistenza di un elemento 
T-stub è determinata dalle possibili modalità di collasso del medesimo.
In particolare l’EC3 prevede le modalità di collasso illustrate nella seguente Figura 3.9 
ovvero:
Collasso per meccanismo plastico completo dell’ala
Pagina 69 di 315
Figura 3.8: Individuazione della geometria degli elementi T equivalenti in un giunto
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Collasso per rottura dei bulloni con snervamento dell’ala
Collasso per rottura dei bulloni
In cui ΣBt è la resistenza a trazione dei bulloni mentre Mpl è definito come:
E rappresenta il momento plastico dell’ala calcolato per una opportuna larghezza efficace Leff 
in cui tb è lo spessore della flangia.
A sua volta la determinazione della larghezza efficace Leff dipende dalle possibili modalità di 
collasso dell'ala bullonata del T-stub soggetta a trazione che cosi come illustrato in Figura
3.10 può dare luogo ai seguenti meccanismi di collasso:
• Meccanismo di collasso globale per il gruppo di bulloni;
• Meccanismo di collasso separato per ogni bullone;
• Meccanismo di collasso per imbuttimento;
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Figura 3.9: meccanismi di collasso degli elementi T-stub
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Pertanto la lunghezza efficace risulterà la minima tra le seguenti:
Per bulloni intermedi
• Leff=p
• Leff=4m+1.25e
• Leff=2pm
Per bulloni prossimi ad irrigidimenti
• Leff=a·m
• Leff=2p·m
Per bulloni di estremità
• Leff=2m+0.625e p/2
• Leff=4m+1.25e
• Leff=2p·m
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Figura 3.10: meccanismi di collasso dell’ala degli elementi T-stub
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Nelle precedenti espressioni a è un parametro dipendente dalla geometria dell'elemento.
Mentre la rigidezza elastica del meccanismo T equivalente è calcolata come:
In cui E è il modulo elastico dell’acciaio.
Nella seguente Tabella 3.2 si riporta una sintesi dei parametri assegnati alle molle #1 e #3 e al 
relativo modello isteretico.
Molle #1 e #3
MODELLO ISTERETICO 
Tipo: T-STUB Capitolo 
 3.3.3 
coefficiente Descrizione valore
Kp/Ke Rapporto tra rigidezza plastica secondo ramo e 
rigidezza elastica
1/3
Kh/Ke Rapporto tra rigidezza terzo ramo di incrudimento e 
rigidezza elastica
0.01-0.03
Fy/Fu Rapporto tra forza di snervamento e resistenza 
ultima
2/3
α Coefficiente degrado di rigidezza secondo Takeda 0.1
MODELLO DI DEGRADO DI RESISTENZA
∆F












+
−⋅







−−⋅⋅=∆
εδ
γ
limlim
max 111
pp
p
EE
E
u
u
FyF
coefficiente Descrizione Valore
γ Coefficiente di intensità 0.9
δ Coefficiente degrado proporzionale alla 
deformazione
6
ε Coefficiente degrado proporzionale all’energia 
dissipata
4
Tabella 3.2: Coefficienti per il modello isteretico T-Stub nella modellazione di elementi T-
equivalenti [molla #1 e #3]
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 3.2.8.3 Pannello d’anima soggetto a trazione o compressione trasversale  
[molla#2 e molla#4 ]
Questi elementi rappresentano la porzione di anima della colonna e della trave 
immediatamente retrostante gli elementi T equivalenti. Nel caso di presenza di zone di 
contatto diretto [molla#2], quali le zone di contatto delle flange delle travi come illustrate in 
Figura 3.11, la larghezza delle zone della colonna interessate dalla trazione e dalla 
compressione vengono determinate in base a considerazioni geometriche basate 
sull’osservazione dei risultati sperimentali ampiamente diffuse in letteratura e recepite dagli 
eurocodici. Per le file di bulloni interne alle flange delle travi [molla#4], in cui non sono 
presenti zone di contatto diretto, la larghezza di diffusione considerata è la larghezza 
equivalente dell’elemento T-STUB ad essa associata considerato i possibili meccanismi di 
rottura di gruppo cosi come indicato dall’EC3.
Una volta determinata la larghezza efficace beff della zona tesa o compressa della colonna, ed 
avendo prevenuto il manifestarsi di fenomeni di instabilita locale, garantendo adeguati 
rapporti dimensionali delle sezioni impiegate oppure mediante l’impiego di appositi 
irrigidimenti, la resistenza delle componenti dal lato della colonna è calcolata come:
Mentre la rigidezza è calcolata come:
In cui ω e kwc sono fattori di riduzione che tengono conto rispettivamente dell’interazione con 
il taglio e lo sforzo normale assiale presenti nel pannello d’anima, tw è lo spessore dell’anima, 
Ar è la sezione di un eventuale irrigidimento, e dc è la larghezza libera dell’anima della 
colonna da raccordo a raccordo che nel caso di profilo laminato è calcolata come:
In cui hc è l’altezza della sezione della colonna, tf è lo spessore della flangia ed r il raggio di 
raccordo tra flangia ed anima.
Le resistenze dal lato trave, per quanto riguarda le file di bulloni interne alle flange, vengono 
determinate facendo riferimento ad una larghezza efficace leff pari a quella degli elementi T-
Pagina 73 di 315
Equazione 3.24  ( )
0m
y
rweffwccpl
f
AtbkR
γ
ω ⋅+⋅⋅=
Equazione 3.25  ( )
c
rweff
c d
Atb
EK
+⋅
⋅= 7.0
Equazione 3.26  ( )rthd fcc +−= 2
MODELLAZIONE DEI GIUNTI
stub collegati risultando quindi:
Per quanto riguarda invece le file di bulloni esterne alle flange della trave la resistenza a 
trazione e compressione della flangia della trave viene calcolata come:
In cui Mbrd è il momento resistente, hb è l’altezza ed tbf è lo spessore della flangia della sezione 
metallica della trave.
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Figura 3.11: Zone di compressione trasversale nell’anima della colonna  
in corrispondenza della flange delle travi
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Avendo fatto l’assunzione che le caratteristiche geometriche del giunto siano tali da evitare 
fenomeni di instabilità locale, il modello isteretico adottato è quello trilineare ad incrudimento 
cinematico precedentemente illustrato nel capitolo  3.3.2  con comportamento simmetrico sia 
a trazione che a compressione e privo di degrado di resistenza.
Nella seguente tabella si riassumono i parametri relativa alle molle #2 e #4 e il relativo 
modello isteretico
Molla #2 e #4
MODELLO ISTERETICO
Tipo: TRILINEARE Capitolo 
 3.3.2 
coefficiente Descrizione Valore
Kp/Ke Rapporto tra rigidezza plastica secondo ramo e rigidezza 
elastica
1/3
Kh/Ke Rapporto tra rigidezza terzo ramo di incrudimento e rigidezza 
elastica
0.01
Fy/Fu Rapporto tra forza di snervamento e resistenza ultima 2/3
MODELLO DI DEGRADO DI RESISTENZA
∆F - NON PRESENTE -
coefficiente Descrizione Valore
γ Coefficiente di intensità -
δ Coefficiente degrado proporzionale alla deformazione -
ε Coefficiente degrado proporzionale all’energia dissipata -
Tabella 3.3: Coefficienti per il modello isteretico Trilineare nella modellazione del pannello  
d’anima soggetto a trazione e compressione trasversale
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Componente deformativa Descrizione Modello isteretico
Pannello d’anima della 
colonna a taglio 
Kim & Engelhardt
 
 Pannello d’anima della 
colonna a compressione o 
trazione trasversale 
Elastoplastico 
trilineare con 
incrudimento 
cinematica 
Flangia della colonna in 
flessione e bulloni in 
trazione 
T-stub 
Flangia di estremità della 
trave in flessione e bulloni 
in trazione 
T-stub 
Angolari in flessione e 
bulloni in trazione 
T-stub 
 Ala e anima della trave in 
compressione 
Elastoplastico 
trilineare con 
incrudimento 
cinematica 
Anima della trave in 
trazione 
Elastoplastico 
trilineare con 
incrudimento 
cinematica 
Bulloni a taglio Elastoplastico 
trilineare con 
incrudimento 
cinematica 
Rifollamento piastre e 
bulloni 
Elastoplastico 
trilineare con 
incrudimento 
cinematico e gap 
Tabella 3.4: Principali componenti deformative dei giunti in acciaio
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 3.2.9 MACROMODELLO PER GIUNTI COMPOSTI
Anche nella modellazione delle componenti dei giunti composti assume particolare rilevanza 
l’adozione di un adeguato modello isteretico che riesca a descrivere sia il degrado di rigidezza 
che di resistenza dovuto al danneggiamento progressivo delle componenti modellate.
Il macromodello per giunti composti adotta in aggiunta alle medesime componenti presenti 
nel macromodello per i giunti metallici delle componenti specifiche atte a modellare il 
comportamento delle componenti in calcestruzzo, nonché la loro interazione con quelle 
metalliche.
La modellazione del meccanismo di trasferimento delle azioni tra la soletta collaborante e la 
colonna è uno degli aspetti più delicati nella modellazione dei giunti composti non solo per il 
comportamento fortemente non lineare del calcestruzzo, ma anche per il fatto che 
l’interazione tra soletta e colonna è caratterizzata da uno stato tensionale non riconducibile ad 
un semplice schema monodimensionale.
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Figura 3.12: Esempio di macromodello per un giunto composto
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Volendo trattare tuttavia il problema della modellazione dell’interazione colonna soletta con 
un approccio riconducibile a schemi di calcolo semplificati già presenti sia in letteratura che a 
livello normativo, si considerano i seguenti meccanismi di trasferimento del carico adottati 
dall’EC4:
• meccanismo di tipo 1[molle #7 e #8]:
cosi come illustrato in Figura 3.13 si considera lo schiacciamento del calcestruzzo 
confinato e non confinato in diretto contatto con la flangia della colonna
• meccanismo di tipo 2[molle #9]:
cosi come illustrato in Figura 3.14 si considera il meccanismo puntone tirante 
costituito da puntoni di calcestruzzo ideali e tiranti costituiti dalle armature 
longitudinali e trasversali presenti nella soletta.
• Barre di armatura longitudinale in trazione e soletta composta in compressione 
[molla #10]
meccanismo di trasferimento del carico tra le due parti della soletta ai due lati del 
giunto costituito dalle barre di armatura longitudinali che lavorano a trazione e l’intera 
soletta armata che lavora a compressione.
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Figura 3.13: Meccanismo tipo 1
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Oltre all’interazione tra la soletta e la colonna risulta fondamentale, ai fini della 
determinazione del comportamento dei giunti composti, la corretta modellazione 
dell’interazione tra soletta e travi metalliche che avviene mediante la connessione a taglio 
della trave composta. 
 3.2.9.1 Connessione a taglio trave-soletta [molla#6]
La connessione a taglio tra la trave metallica e la soletta collaborante può essere classificata in 
base alla resistenza secondo il grado di connessione a taglio definito come il rapporto tra il 
numero n di connettori presenti e il numero nf di connettori necessari a trasmettere una forza 
pari a quella necessaria a garantire lo sviluppo della massima resistenza plastica della sezione 
composta.
Equazione 
3.29 
 In base a tale definizione la connessione a taglio viene definita completa se il grado di 
connessione è maggiore o uguale ad uno, altrimenti la connessione è classificata come 
parziale.
Ai fini della modellazione del giunto si considera una lunghezza attiva della connessione a 
taglio in modo tale da considerare come collaboranti i connettori presenti nel tratto di trave 
compreso tra la colonna e il punto di nullo del momento flettente. In modo convenzionale per 
le condizioni di vincolo presenti nella struttura intelaiata, si assume una lunghezza attiva della 
connessione a taglio pari a Lap=0.2∙L dove L è l’interasse dei pilastri.
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Figura 3.14: Meccanismo tipo 2 
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Prendendo come riferimento una connessione a taglio come quella illustrata in Figura 3.15 
realizzata con pioli Nelson di diametro dp, altezza hp posizionati in file da np pioli posizionate 
ad un interasse costante pari a pp, la rigidezza elastica della parte attiva di connessione a taglio 
viene quindi determinata come:
Dove Ksc è la rigidezza del singolo piolo assunta pari a 100 kN/mm, hs è la distanza tra le 
barre di armatura nella soletta e la flangia inferiore della trave, ds è la distanza tra le barre di 
armatura nella soletta e il baricentro della sezione del profilo della trave in acciaio e α è un 
coefficiente di snellezza dei pioli calcolato come:
 


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p
p
d
h
12.0α se il rapporto hp/dp<4 
α=1 se il rapporto hp/dp≥4 
Equazione 3.31 
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Figura 3.15: Connessione a taglio realizzata con pioli NELSON
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Nella precedente equazione, β è un coefficiente che tiene conto della posizione dell’asse 
neutro nella sezione composta e viene determinato come:
 ( )
15.04.0
85.0115.0/0.1
−
−
−−= hx plβ se xpl/h<0.15 
β=1 se xpl/h≥0.15 
con la limitazione 1≤β≤0.85
in cui xpl è la posizione dell’asse neutro nella sezione composta elasticizzata come illustrato in 
Figura 3.16 mentre h è l’altezza totale della sezione composta.
Per il calcolo della resistenza della connessione vengono considerati due meccanismi di 
rottura, la plasticizzazione del piolo la cui resistenza viene assunta come:
In cui fup è la tensione ultima del piolo.
Il secondo possibile meccanismo di rottura considerato è la rottura del calcestruzzo attorno al 
piolo la cui resistenza viene calcolata come:
In cui α è il coefficiente di snellezza del piolo illustrato precedentemente, fck è la resistenza 
cilindrica caratteristica del calcestruzzo e Ecm è il modulo elastico calcolato secondo le 
indicazione dell’EC2 come:
 100085.9 3 ⋅+⋅= fckEcm MPa
Equazione 3.34 
Avendo considerato due possibili meccanismi resistenti la resistenza della componente viene 
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Figura 3.16: Plasticizzazione della sezione composta
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calcolata come:
In cui kr è un coefficiente di riduzione per le azioni sismiche dato da EC8 mentre kt è il 
coefficiente di riduzione per la presenza nella soletta di nervature trasversali calcolato come:
In cui il significato dei simboli è illustrato in Figura 3.17
Il modello isteretico adottato è quello di tipo PIVOT con comportamento simmetrico a 
trazione e compressione e degrado di resistenza proporzionale all’energia dissipata.
Nella seguente tabella si riporta una sintesi dei parametri relativi al modello isteretico 
associato alla molla #6.
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Figura 3.17: Dimensioni nervature trasversali
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Molla #6
MODELLO ISTERETICO 
Tipo: PIVOT Capitolo 
 3.3.4 
Coefficiente Descrizione Valore
Kp/Ke Rapporto tra rigidezza plastica secondo ramo e rigidezza 
elastica
1/3
Kh/Ke Rapporto tra rigidezza terzo ramo di incrudimento e rigidezza 
elastica
0.01
Fy/Fu Rapporto tra forza di snervamento e resistenza ultima 2/3
α Coefficiente degrado di rigidezza modello PIVOT 50
β Coefficiente effetto pinching modello  PIVOT 0.1
MODELLO DI DEGRADO DI RESISTENZA
∆F ε
γ 



+
⋅⋅=∆
limpp
p
EE
E
FyF
Coefficiente Descrizione Valore
γ Coefficiente di intensità 4
ε Coefficiente degrado proporzionale all’energia dissipata 2
Tabella 3.5: Coefficienti per il modello isteretico PIVOT nella modellazione della connesione  
a taglio mediante pioli NELSON
 3.2.9.2 Meccanismo di tipo 1 Non confinato [molla#7]
La resistenza della porzione di calcestruzzo a diretto contatto con la flangia della colonna 
presente sopra le barre di armatura trasversale viene determinata come:
Equazione 3.37 
In cui Anc è l’area di contatto del calcestruzzo non confinato con la flangia della colonna 
calcolata come:
Equazione 3.38
Dove c è il copriferro delle armature, bc è la larghezza della flangia del profilo della colonna e 
fck è la resistenza cilindrica caratteristica del calcestruzzo.
La rigidezza elastica del meccanismo è calcolata facendo riferimento ad un puntone ideale di 
calcestruzzo avente sezione Anc e lunghezza L=hc convenzionalmente assunta pari all’altezza 
hc del profilo della colonna.
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L
EAK cmncnc
⋅
=
F r= f ck⋅Anc/m0
Anc=c⋅bc
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in cui Ecm è il modulo elastico medio del calcestruzzo secondo EC2 pari a:
 100085.9 3 ⋅+⋅= ckcm fE MPa 
Equazione 3.40 
Il modello isteretico adottato e il modello PIVOT con comportamento asimmetrico a trazione 
e compressione con resistenza a trazione nulla e degrado ciclico di resistenza proporzionale 
all’energia dissipata.
Molla #7
MODELLO ISTERETICO 
Tipo: PIVOT Capitolo 
 3.3.4 
Coefficiente Descrizione Valore
Kp/Ke Rapporto tra rigidezza plastica secondo ramo e 
rigidezza elastica
1/3
Kh/Ke Rapporto tra rigidezza terzo ramo di incrudimento e 
rigidezza elastica
0.01
Fy/Fu Rapporto tra forza di snervamento e resistenza 
ultima
2/3
α Coefficiente degrado di rigidezza modello PIVOT 50
β Coefficiente effetto pinching modello  PIVOT 1
MODELLO DI DEGRADO DI RESISTENZA
∆F ε
γ 



+
⋅⋅=∆
limpp
p
EE
E
FyF
Coefficiente Descrizione Valore
γ Coefficiente di intensità 4
ε Coefficiente degrado proporzionale all’energia 
dissipata
2
Tabella 3.6: Parametri per il modello isteretico PIVOT nella modellazione del meccanismo di  
interazione colonna-soletta di tipo 1 non confinato [molla #7]
 3.2.9.3 Meccanismo di tipo 1 Confinato[molla#8]
La resistenza della porzione di calcestruzzo, che si trova a diretto contatto con la flangia della 
colonna cosi come schematizzata in Figura 3.16 e risulta confinata nel tratto compreso tra la 
flangia superiore della trave e le armature trasversali della soletta, viene calcolato come:
Equazione 3.41 
In cui Ac è l’area di contatto del calcestruzzo confinato con la flangia della colonna calcolata 
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come:
Equazione 3.42 
Dove hs è lo spessore della soletta, hn è l’altezza delle eventuali nervature della soletta, c è il 
copriferro delle armature mentre bc è la larghezza della flangia del profilo della colonna.
La resistenza cilindrica del calcestruzzo confinato fckc è calcolata come:
 25 σ⋅+= ckckc ff se σ2<0.05∙fck 
 2.52125.1 σ⋅+⋅= ckckc ff se σ2≥0.05∙fck 
Equazione 3.43 
in cui fck è la resistenza cilindrica caratteristica del calcestruzzo mentre σ2 è la tensione di 
confinamento assunta convenzionalmente pari a 2.9MPa
mentre la deformazione ultima del calcestruzzo confinato εcuc è calcolata come:
Equazione 3.44 
La rigidezza elastica del meccanismo è calcolata facendo riferimento ad un puntone ideale di 
calcestruzzo avente sezione Ac e lunghezza L=hc convenzionalmente assunta pari all’altezza hc 
del profilo della colonna.
in cui Ecm è il modulo elastico medio del calcestruzzo secondo EC2 pari a:
 100085.9 3 ⋅+⋅= ckcm fE MPa
Equazione 3.46 
Il modello isteretico adottato e il modello PIVOT con comportamento asimmetrico a trazione 
e compressione con resistenza a trazione nulla e degrado ciclico di resistenza proporzionale 
all’energia dissipata.
Nella seguente tabella vengono riportati in sintesi i parametri e il relativo modello isteretico 
associato alla molla#8.
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Equazione 3.45  
ck
ckccmc
c f
f
L
EAK ⋅=
Ac=hs−hn−c ⋅bc
cuc=3.5200⋅2 / f ck
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Molla #8
MODELLO ISTERETICO 
Tipo: PIVOT Capitolo 
 3.3.4 
Coefficiente Descrizione Valore
Kp/Ke Rapporto tra rigidezza plastica secondo ramo e rigidezza 
elastica
1/3
Kh/Ke Rapporto tra rigidezza terzo ramo di incrudimento e 
rigidezza elastica
0.01
Fy/Fu Rapporto tra forza di snervamento e resistenza ultima 2/3
α Coefficiente degrado di rigidezza modello PIVOT 50
β Coefficiente effetto pinching modello  PIVOT 1
MODELLO DI DEGRADO DI RESISTENZA
∆F ε
γ 



+
⋅⋅=∆
limpp
p
EE
E
FyF
Coefficiente Descrizione Valore
γ Coefficiente di intensità 4
ε Coefficiente degrado proporzionale all’energia dissipata 2
Tabella 3.7: Parametri per il modello isteretico PIVOT per la modellazione del meccanismo 
di interazione colonna-soletta di tipo 1 confinato [molla #8]
 3.2.9.4 Meccanismo di tipo 2 [molla#9]
Il meccanismo resistente di tipo 2 è costituito da due puntoni ideali di calcestruzzo inclinati a 
45° che lavorano in un meccanismo puntone tirante assieme alle barre di armatura trasversali 
cosi come indicato in Figura 3.17 e Figura 3.18. Volendo modellare questo meccanismo con 
un’unica molla la resistenza dovrà essere determinata facendo riferimento alle due possibili 
modalità di collasso, ovvero alla Rottura per schiacciamento dei puntoni di calcestruzzo e allo 
snervamento delle armature trasversali risultando:
Equazione 3.47 
Avendo assunto convenzionalmente una larghezza dei puntoni pari a hc/√2 la sezione 
resistente dei puntoni sarà:
Equazione 3.48 
E quindi la resistenza a compressione del meccanismo dovuta alla rottura dei puntoni è:
Equazione 3.49 
In cui il fattore √2 tiene conto dell’inclinazione a 45° dei puntoni e il fattore 2 del fatto che nel 
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meccanismo lavorano in parallelo due puntoni.
La resistenza del meccanismo dovuta alla rottura per trazione delle armature trasversali sarà 
invece data da:
Equazione 3.50
In cui Ast è la sezione delle armature trasversali e fyt è la tensione di snervamento delle 
medesime.
Analogamente a quanto fatto per la resistenza anche la rigidezza dovrà tenere conto del 
meccanismo puntone tirante è sarà quindi data da:
in cui Kp è la rigidezza dei puntoni calcolata come:
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Figura 3.18: Puntone e tirante nel meccanismo di tipo 2
Equazione 3.51  
pt KK
K 21
2
+
=
F rt=Ast⋅ f yt
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Equazione 3.52 
mentre Kt è la rigidezza delle barre calcolata come:
Equazione 3.53 
Dove Ecm è il modulo elastico medio del calcestruzzo, E è il modulo elastico delle barre di 
armatura, Lp è la lunghezza convenzionale dei puntoni assunta pari a 2∙hc∙√2 mentre Lt è la 
lunghezza convenzionale delle barre trasversali assunta pari a 4∙hc
Il modello isteretico adottato e il modello PIVOT con comportamento asimmetrico a trazione 
e compressione con resistenza a trazione nulla e degrado ciclico di resistenza proporzionale 
all’energia dissipata.
Molla #9
MODELLO ISTERETICO 
Tipo: PIVOT Capitolo 
 3.3.4 
Coefficient
e
Descrizione Valore
Kp/Ke Rapporto tra rigidezza plastica secondo ramo e 
rigidezza elastica
1/3
Kh/Ke Rapporto tra rigidezza terzo ramo di incrudimento 
e rigidezza elastica
0.01
Fy/Fu Rapporto tra forza di snervamento e resistenza 
ultima
2/3
α Coefficiente degrado di rigidezza modello PIVOT 50
β Coefficiente effetto pinching modello  PIVOT 1
MODELLO DI DEGRADO DI RESISTENZA
∆F ε
γ 



+
⋅⋅=∆
limpp
p
EE
E
FyF
Coefficient
e
Descrizione Valore
γ Coefficiente di intensità 4
ε Coefficiente degrado proporzionale all’energia 
dissipata
2
Tabella 3.8: Parametri per il modello isteretico PIVOT nella modellazione del meccanismo di  
interazione colonna-soletta di tipo 2 [molla #9]
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 3.2.9.5 Barre di armatura longitudinale in trazione e soletta composta in  
compressione [molla#10]
Quando nel giunto mancano le condizioni di simmetria geometrica o di carico si manifesta un 
trasferimento di sforzo assiale tra le due estremità delle travi collegate mediante la porzione di 
soletta che attraversa il nodo.
Nel calcolare la resistenza di questa componente si trascura la resistenza a trazione del 
calcestruzzo per cui la resistenza a trazione viene calcolata come:
dove Asl e fyl sono rispettivamente l’area complessiva e la tensione di snervamento delle 
armature longitudinali presenti nella soletta in corrispondenza del nodo.
La resistenza a compressione della soletta viene considerata una larghezza efficace della 
soletta calcolata come:
Equazione 3.55
in cui bgeom è l’interasse geometrico tra i telai, mentre be e b sono definiti, per giunti di 
estremità connessi ad una sola trave di luce L1, come:
Le=0.85∙L1
be=Le/8.0
β=min((0.55+0.025∙Le/be);1.0)
mentre per giunti intermedi connessi a due travi di luci L1 ed L2, come:
Le=0.25(L1+L2)
β=1.0
be=Le/8.0
per cui la resistenza a compressione, nell’ipotesi in cui la deformazione ultima del 
calcestruzzo compresso risulti maggiore della deformazione dell’acciaio allo snervamento, 
risulta:
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Analogamente a quanto fatto per la determinazione delle resistenza anche le rigidezze 
risulteranno diverse a trazione e a compressione. In particolare la rigidezza a trazione 
risulterà:
Equazione 3.57 
Mentre la rigidezza a compressione è data da:
in cui Lsl=2hc è la lunghezza convenzionale della porzione di soletta considerata come non 
connessa alla colonna ed assunta pari a due volta l’altezza del profilo della colonna hc, mentre 
n è il coefficiente di omogeneizzazione dell’acciaio rispetto al calcestruzzo.
Il modello isteretico adottato e il modello TRILINEARE con comportamento asimmetrico a 
trazione e compressione e privo di degrado ciclico di resistenza. 
Molla #10
MODELLO ISTERETICO 
Tipo: TRILINEARE Capitolo 
 3.3.2 
coefficiente Descrizione Valore
Kp/Ke Rapporto tra rigidezza plastica secondo ramo e rigidezza 
elastica
1/3
Kh/Ke Rapporto tra rigidezza terzo ramo di incrudimento e 
rigidezza elastica
0.01
Fy/Fu Rapporto tra forza di snervamento e resistenza ultima 2/3
MODELLO DI DEGRADO DI RESISTENZA
∆F - NON PRESENTE -
coefficiente Descrizione Valore
γ Coefficiente di intensità -
δ Coefficiente degrado proporzionale alla deformazione -
ε Coefficiente degrado proporzionale all’energia dissipata -
Tabella 3.9: Parametri per il modello isteretico TRILINEARE nella modellazione delle barre  
longitudinali in trazione e della soletta in compressione [molla #10]
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Equazione 3.58  ( ) ( )[ ]
sl
cm
slceffnsc L
EnAbBhhK ⋅⋅+−⋅−=
K t=Asl⋅E /Lsl
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Molla Componente deformativa Descrizione Modello isteretico 
6 Connessione a taglio Trave soletta 
Pivot – simmetrica 
con degrado di 
resistenza 
7
Soletta di calcestruzzo 
in schiacciamento 
contro la colonna
Meccanismo di tipo 1 
(Confinato e non 
confinato) 
Pivot – 
Asimmetrico (sola 
compressione) 8
9
Meccanismo puntone 
tirante all’interno 
della soletta
Meccanismo di tipo 2 
Pivot – 
Asimmetrico (sola 
compressione) 
10
Barre di armatura 
longitudinali in 
trazione e soletta in 
compressione 
Trilineare – 
Asimmetrico 
(diverso 
comportamento a 
trazione e 
compressione) 
Tabella 3.10: Principali componenti deformative per la modellazione dei giunti composti
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 3.2.10 MODELLAZIONE SEMPLIFICATA
Visto l’elevato numero di componenti necessarie a definire il macromodello descritto nei 
paragrafi precedenti, specialmente nel caso di analisi numeriche condotte su strutture 
intelaiate caratterizzate da un elevato numero di piani e di campate, è richiesto un elevato 
onere computazionale.
Al fine di ridurre il tempo richiesto per lo svolgimento delle analisi numeriche e 
conseguentemente ottimizzare l’utilizzo delle risorse computazionale disponibili, risulta 
opportuno ricorrere ad una modellazione semplificata dei giunti.
Nel caso di giunto doppio trave colonna, una modellazione abbastanza accurata e semplice 
può essere ottenuta mediante l'impiego di due molle rotazionali alle estremità delle travi come 
illustrato nella Figura 3.19. La posizione delle molle può essere fissata in via approssimativa 
all'intersezione degli assi delle travi con quello della colonna, oppure in maniera più accurata 
posizionando le molle rotazionali in corrispondenza del filo esterno della colonna.
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Figura 3.19: Modellazione semplificata mediante molle  
rotazionali di un giunto trave colonna
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Una modellazione più sofisticata del giunto può essere ottenuta introducendo un’ulteriore 
molla assiale o rotazionale con il compito di modellare le deformabilità del pannello d'anima 
sotto azioni taglianti. A tale scopo risulta necessario introdurre una serie di elementi rigidi 
collegati da opportuni cinematismi come illustrato in Figura 3.20.
Con questo tipo di modellazione è possibile raggiungere una buona accuratezza nella 
descrizione del comportamento meccanico del giunto al prezzo di un modesto incremento 
dell'onere computazionale. 
Per poter definire i modelli isteretici necessari a descrivere il comportamento dei giunti 
sottoposti ad azioni sismiche utilizzando le modellazioni semplificate precedentemente 
descritte è possibile seguire due strade.
Un primo metodo consiste nell’utilizzare la procedura semplificata di assemblaggio della 
risposta delle singole componenti proposta dell'Eurocodice 3 nell'appendice J per ottenere una 
descrizione del comportamento globale del giunto sottoposto ad azioni monotone in termini di 
legge momento rotazione mediante un legame costitutivo semplificato bilineare o trilineare 
come indicato in Figura 3.21.
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Figura 3.20: Modellazione semplificata mediante molle rotazionale e  
pannello d'anima di un giunto trave colonna
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Per completare il modello isteretico, e descrivere il comportamento del giunto sotto azioni 
non monotone, è necessario completare le informazioni fornite dalla procedura di 
assemblaggio dell’EC3 con una descrizione delle capacità dissipative dei giunti fornite da 
risultati sperimentali di prove cicliche eseguite su giunti analoghi a quello in esame.
Un secondo metodo per poter definire i modelli isteretici necessari per la modellazione 
semplificata dei giunti consiste nell’utilizzare i risultati
 forniti da analisi numeriche svolte sui singoli giunti sottoposti ad azioni cicliche utilizzando il 
macromodello descritto nei precedenti paragrafi.
La procedura di modellazione dei giunti può quindi essere riassunta nel diagramma di flusso 
riportato nella seguente Figura 3.22
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Figura 3.21: Legami costitutivi bilineari e trilineari
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Figura 3.22: Diagramma di flusso della procedura di modellazione di un giunto trave-
colonna
Modellazione numerica di giunti trave colonna
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3.3 MODELLI ISTERETICI
L'isteresi è un fenomeno fortemente non lineare che si riscontra in molti campi di interesse 
pratico. Caratteristica comune a tutti i sistemi che presentano un comportamento isteretico è la 
capacità di mantenere una certa memoria della storia delle sollecitazioni a cui è stato 
sottoposto. Esempi dei campi in cui questo fenomeno si riscontra sono lo studio dei materiali 
anelastici, delle correnti elettriche e dei campi magnetici. 
Le strutture soggette a forti sollecitazioni sismiche, sono spesso progettate per dissipare 
energia attraverso la deformazione di elementi dal comportamento anelastico o per attrito tra 
due superfici.
Per strutture sottoposte a ripetuti sforzi ciclici, si assiste inoltre ad un degrado delle 
caratteristiche meccaniche quali rigidezza e resistenza.
Nella progettazione di strutture sismo resistenti è necessario tenere conto di tale degrado, in 
quanto questo fenomeno influenza fortemente la risposta della struttura durante un evento 
sismico che, inducendo elevate sollecitazioni, provoca deformazioni plastiche negli elementi 
strutturali e nelle connessioni. La modellazione del comportamento sismico di tali elementi 
richiede quindi l’adozione di modelli isteretici adeguati a descrivere le loro capacità 
dissipative.
 3.3.1 CLASSIFICAZIONE DEI MODELLI ISTERETICI
Negli anni sono stati sviluppati diversi modelli di degrado isteretico, i quali possono essere 
ricondotti a due grandi famiglie:
- Modelli isteretici poligonali (Polygonal hysteretic models - PHM);
- Modelli isteretici curvilinei (Smooth hysteretic models - SHM);
Della prima categoria fanno parte modelli lineari a tratti, i quali sono spesso giustificati dal 
reale comportamento di taluni elementi strutturali che presentano campi dal comportamento 
quasi lineare come tratti iniziali dal comportamento elastico lineare seguiti da plasticizzazioni 
localizzate come ad esempio elementi di acciaio privi di instabilità locale. Esempi di tali 
modelli sono il modello di Clough[52], il modello di Takeda [53] e il modello triparametrico 
di Park [54].
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I modelli SHM invece sono caratterizzati da un continuo cambio di rigidezza dovuti alla 
plasticizzazione e al degrado. Alcuni esempi di modelli SHM sono il modello di Wen-Bouc 
[55] e il modello di Ozdemir [56].
 3.3.2 MODELLO TRILINEARE
Il primo e più semplice modello isteretico adottato ed implementato nel presente lavoro di 
tesi, è un semplice modello isteretico poligonale (PHM) trilineare ad incrudimento 
cinematico.
 3.3.2.1 Descrizione del legame
Come illustrato nella precedente Figura 3.23 Il modello è costituito da 6 rami lineari, più 
precisamente per deformazioni positive è definito da un ramo elastico positivo caratterizzato 
da una rigidezza Kep ed una forza di snervamento Fyp seguito da un secondo ramo 
elastoplastico di rigidezza Khp<Kep con una forza limite Fpp, seguito a sua volta da un ramo 
plastico incrudente di rigidezza Kpp≤Khp.
Analogamente a quanto detto per le deformazioni positive, nel campo di deformazioni 
negative il modello è costituito da un ramo elastico negativo con rigidezza Ken e delimitato da 
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Figura 3.23: Modello isteretico trilineare ad incrudimento cinematico
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una forza negativa di snervamento Fyn seguito da un secondo ramo elastoplastico di rigidezza 
Khn<Ken e delimitato da una forza Fpn ed infine un ramo plastico incrudente di rigidezza 
Kpn≤Khn.
 3.3.2.2 Incrudimento cinematico
Per tale modello isteretico è stato assunto un comportamento ciclico caratterizzato da un 
incrudimento cinematico. Pertanto a seguito della plasticizzazione il campo elastico trasla 
mantenendo inalterata la propria ampiezza.
 3.3.2.3 Calcolo delle energie
L’espressione dell’energia elastica associata ad un generico stato di deformazione definito 
dalla forza F e dallo spostamento u risulta complicata dai possibili cambi di rigidezza nella 
fase di scarico.
In generale possiamo dire che l'energia elastica in un dato stato di deformazione della molla 
può essere calcolato come il lavoro fatto dalla molla durante una ipotetica fase di scarico.
La variazione di energia dissipata plasticamente è uguale alla differenza tra il lavoro compiuto 
sul sistema dalle forze esterne e la corrispondente variazione di energia elastica. Pertanto vista 
la linearità del legame adottato la variazione di energia plastica dissipata durante un generico 
incremento di spostamento du a partire dalle condizioni iniziali (u ; F) risulta definita come:
Equazione 3.59 
in cui F è la forza iniziale dF è la variazione di forza associata alla variazione di spostamento 
du mentre ∆Eel è la corrispondente variazione di energia elastica.
u
F
P
En.El.
 
F
U
F+
dF F
du EelEel+∆Eel
Figura 3.24: Calcolo delle energie elastica e dissipata
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 3.3.2.4 Degrado di resistenza multi-parametrico
Per generalizzare ulteriormente il modello isteretico che vista l’estrema semplicità non 
possiede alcun degrado di resistenza, esso è stato completato con un degrado di resistenza 
multi-parametrico in cui il degrado di resistenza ∆F è espresso in funzione della massima 
deformazione sperimentata umax e dell’energia Ep dissipata plasticamente nei cicli precedenti 
fino al precedente punto di inversione del carico cosi come indicato in Figura 3.25 ottenendo 
la seguente espressione:
Equazione 3.60 
in cui Fy è la forza di snervamento, Ulim è la deformazione a rottura sotto un carico monotono 
ed Eplim rappresenta la corrispondente energia dissipata plasticamente; mentre γ, δ ed ε sono 
coefficienti adimensionali che devono essere ricavati da opportune prove sperimentali.
Qualora invece risulti più opportuno utilizzare un degrado di resistenza basato unicamente su 
un criterio energetico si utilizza la seguente espressione:
Equazione 3.61 
mentre qualora sia maggiormente indicato utilizzare un degrado di resistenza proporzionale 
alla massima deformazione umax l’espressione utilizzata è la seguente:
Equazione 3.62 
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Figura 3.25: Esemplificazione grafica del degrado di resistenza
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 3.3.3 MODELLO T-STUB
Per modellare il comportamento degli elementi T-stub (T equivalenti) dei giunti si è 
sviluppato un semplice modello isteretico poligonale (PHM polygonal hysteretic model) con 
degrado di rigidezza proposto da I. Clemente[57].
 3.3.3.1 Descrizione del legame
Tale modello consiste nel considerare l’elemento infinitamente rigido a compressione, mentre 
si adotta un legame costitutivo trilineare con degrado di rigidezza a trazione.
In particolare il degrado di rigidezza assunto è dipendente dalla massima deformazione 
raggiunta, per tanto il degrado di rigidezza sarà definito una volta noto il valore della variabile 
storica umax.
Dalla Figura 3.26 in cui è esemplificato il modello costitutivo, si può evincere come il legame 
in fase di trazione sia caratterizzato da un primo ramo di carico elastico di rigidezza Kel, per 
contro, la rigidezza  del ramo di scarico K’deg fino al punto di inversione del carico è calcolata 
secondo il modello di degrado della rigidezza proposto da Takeda  [53] ottenendo quindi la 
seguente espressione:
Equazione 3.63 
Pagina 100 di 315
Figura 3.26: Esemplificazione del modello isteretico T-stub
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in cui F’ è la forza al  momento dell’inversione del carico, ∆’pl è la deformazione plastica 
residua in caso di scarico con rigidezza elastica Kel mentre α è un parametro adimensionale.
La rigidezza K’p del ramo di compressione prima della chiusura dell’elemento Tequivalente in 
compressione è calcolato facendo in modo che il contatto con la flangia avvenga per una forza 
di compressione pari a –F’ ottenendo la seguente espressione:
Equazione 3.64 
Tenendo conto della presenza di un degrado di resistenza ∆F, per il calcolo della rigidezza del 
ramo di ricarico K’R si ottiene la seguente espressione:
Equazione 3.65 
in cui ∆max è la massima deformazione sperimentata nella storia di carico precedente. 
Per assicurare la congruenza termodinamica del legame costitutivo, evitando la possibilità di 
ottenere cicli di carico degeneri con dissipazione di energia negativa (guadagno di energia) ed 
incrementi di rigidezza con cicli di deformazione decrescenti, tutte le rigidezze sono 
sottoposte alla limitazione di dover essere sempre minori del valore minimo K* 
precedentemente sperimentato dal medesimo ramo ottenendo quindi le seguenti limitazioni.
Equazione 3.66
Equazione 3.67 
 3.3.3.2 Calcolo delle energie
L’espressione dell’energia elastica associata ad un generico stato di deformazione definito 
dalla forza F e dallo spostamento u risulta:
E el=
1
2
F 2
Kdeg
per deformazioni non negative (u ≥ 0)
Mentre per deformazioni negative vista l'ipotesi di rigidezza infinita a compressione l'energia 
elastica risulta definita da:
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E el=
1
2
F max
2
K deg
per deformazioni negative (u < 0)
Tale espressione dell’energia elastica è giustificata dal fatto che l'infinita rigidezza a 
compressione dell’elemento rende nullo il lavoro compiuto dalle forze di compressione oltre 
al limite di chiusura del t-stub (u = 0 ; F = -Fmax).
La variazione di energia dissipata plasticamente ∆Epl viene calcolata in maniera del tutto 
analoga a quanto precedentemente illustrato per il modello trilineare al precedente paragrafo 
 3.3.2.3 .
 3.3.3.3 Degrado di resistenza multi-parametrico
Cosi come per il modello isteretico trilineare ad incrudimento cinematica, anche il modello T-
stub è stato completato con un degrado di resistenza multi-parametrico in cui il degrado di 
resistenza ∆F è espresso in funzione della massima deformazione sperimentata umax e 
dell’energia Ep dissipata plasticamente nei cicli precedenti fino al precedente punto di 
inversione del carico secondo la seguente espressione:
Equazione 3.68 
in cui Fy è la forza di snervamento, Ulim è la deformazione a rottura sotto un carico monotono 
ed EPlim rappresenta la corrispondente energia dissipata plasticamente; mentre γ, δ ed ε sono 
coefficienti dimensionali. I valori dei coefficienti α γ δ  ed ε sono stati ottenuti interpolando i 
risultati delle indagini sperimentali eseguite da Clemente et al.[50] minimizzando le 
differenze tra il comportamento sperimentale degli elementi T-stub sottoposti ad azioni 
cicliche e i risultati ottenuti dal modello numerico, giungendo ai valori riportati nella seguente 
Tabella 3.11
α=0.1 γ=0.9
δ=6 ε=4
Tabella 3.11: coefficienti di degrado per elementi T-stub
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 3.3.4 MODELLO PIVOT
Questo modello isteretico è basato su un legame costitutivo trilineare con degrado di rigidezza 
in accordo con la regola del fulcro (pivot rule) originariamente proposta nel 1987 da Park et 
al.[54] per descrivere il degrado di rigidezza nei giunti trave colonna in cemento armato.
In Figura 3.27 è riportato un esempio di ciclo di carico ottenuto seguendo la regola del fulcro 
per il degrado di rigidezza proposta da Park.
 3.3.4.1 Descrizione del legame
Secondo la regola del fulcro la rigidezza elastica degrada in maniera tale da far si che le fasi 
di carico e scarico in campo elastico avvengano sempre sulla congiungente il punto (F,u) 
preso in esame e un punto fisso detto fulcro giacente sulla retta di carico elastico iniziale per 
deformazioni iniziali u positive.
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Figura 3.27: Esemplificazione del modello isteretico Pivot
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La posizione di tale fulcro (P1 in  Figura 3.28) viene individuata tramite l’ordinata espressa in 
funzione di un parametro α1 e della forza di snervamento negativa Fyn. In maniera analoga, 
tramite il parametro α2 e la forza di snervamento positiva Fpp, viene individuato il fulcro 
giacente sulla retta di carico elastico iniziale per deformazioni negative (P7 in Figura 3.31).
Per congruenza con il caso generale in cui la rigidezza elastica iniziale a compressione sia 
diversa dalla rigidezza elastica iniziale a compressione, sono stati considerati due ulteriori 
fulcri (P6 e P12 nella Figura 3.29 e Figura 3.31) che governano il degrado di rigidezza in fase 
di compressione in campo di deformazioni positive e trazione in campo di deformazioni 
negative, rispettivamente.
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Figura 3.28: Ramo elastico di scarico del modello Pivot
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Oltre al degrado di rigidezza mediante la regola del fulcro (pivot rule) si è tenuto conto del 
fenomeno di pincing mediante una retta limite individuata da due punti (P5” e P5’ in Figura
3.30). Il primo di questi punti (P5” in Figura 3.30) è caratterizzato da forza residua nulla F=0 
e dalla deformazione plastica residua conseguente dalla precedente storia di carico. Il secondo 
punto (P5’ in Figura 3.30) è invece individuato, sulla retta di carico elastico iniziale per 
deformazioninegative, dalla ordinata definita dal parametro β1 e dalla forza di snervamento 
negativa Fyn.
In modo analogo alla precedente retta limite, definita per deformazioni positive, resta definita 
la retta limite, definita per deformazioni negative, passante per ulteriori due punti (P11” e P11’ 
in Figura 3.31) del tutto analoghi ai precedenti.
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Figura 3.29: Ramo di scarico del modello Pivot
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Una volta concluso un primo ciclo di carico e giunti sulla retta di carico elastico iniziale il 
ciclo prosegue sulla nuova retta limite congiungente il punto di chiusura del ciclo (P11’ in 
Figura 3.31) e il punto di massima deformazione positiva precedentemente sperimentata Upp 
caratterizzato da una forza degradata Fpp-∆F (vedi Figura 3.27)  in cui il degrado di resistenza 
∆F è calcolato come specificato nei seguenti paragrafi.
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Figura 3.30: Ramo di Pincing del modello Pivot
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Figura 3.31: Cicli di ricarico del modello Pivot
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 3.3.4.2 Calcolo delle rigidezze
La rigidezza di un generico ramo elastico passante per i due punti (F>0,u>0) e 
(α1∙Fyn,α1∙Fyn/Kep) risulta definita come:
Equazione 3.69 
in maniera del tutto analoga per la coppia di punti (F<0, u>0) e (α1∙Fyn, α1∙Fyn/Ken) risulta 
definita come:
Equazione 3.70 
se invece si cerca la rigidezza elastica associata alla coppia di punti (F<0, u<0) e 
(α2∙Fyp, α2∙Fyp/Ken) essa risulta definita come:
Equazione 3.71 
In fine per la coppia di punti (F>0, u<0) e (α2∙Fyp, α2∙Fyp/Kep) la rigidezza risulta:
Equazione 3.72 
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Figura 3.32: Cicli decrescenti modello Pivot
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Il comportamento ciclico è dunque regolato dai parametri α1,α2, β1,β2; in particolare i 
parametri α possono assumere valore compreso tra 1 e +∞ (1 ≤ α ≤ +∞)a cui corrispondono 
rispettivamente massimo degrado di rigidezza (α = 1) e degrado di rigidezza nullo (α = +∞), 
anche se già con valori di α superiori a 50 il degrado di rigidezza risulta trascurabile.
I parametri β regolano il fenomeno del pincing ed essi possono assumere valori compresi tra 0 
e 1 (0<β≤1) a cui corrispondono rispettivamente pincing massimo (β→0+) e pincing minimo 
(β=1).
 3.3.4.3 Calcolo delle energie
Il calcolo dell’energia elastica di un punto (F,u), caratterizzato da rigidezza  elastica di scarico 
K1, K6, K7 o K12 come sopra definite, risulta immediato tramite la seguente espressione:
Equazione 3.73
La variazione di energia dissipata plasticamente ∆Epl viene calcolata in maniera del tutto 
analoga a quanto precedentemente illustrato per il modello trilineare al precedente paragrafo 
 3.3.2.3 .
 3.3.4.4 Degrado di resistenza multi-parametrico
Anche in questo caso il modello isteretico è stato dotato di un degrado di resistenza multi-
parametrico in cui il degrado di resistenza ∆F è espresso in funzione della massima 
deformazione sperimentata umax e dell’energia dissipata plasticamente Ep nei cicli precedenti 
fino al precedente punto di inversione del carico cosi come indicato in Figura 3.25 ottenendo 
cosi la seguente espressione:
Equazione 3.74 
in cui Fy è la forza di snervamento, Ulim è la deformazione a rottura sotto un carico monotono 
ed Eplim rappresenta la corrispondente energia dissipata plasticamente; mentre γ, δ ed ε sono 
coefficienti adimensionali che devono essere ricavati da opportune prove sperimentali.
Qualora invece risulti più opportuno utilizzare un degrado di resistenza basato unicamente su 
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un criterio energetico si utilizza la seguente espressione:
Equazione 3.75 
mentre qualora sia maggiormente indicato utilizzare un degrado di resistenza proporzionale 
alla massima deformazione umax l’espressione utilizzata è la seguente:
Equazione 3.76 
 3.3.5 MODELLO DI KIM & ENGELHARDT
Questo modello isteretico è stato sviluppato da Kim & Engelhardt [51]  per modellare il 
comportamento sia ciclico che monotono di giunti metallici saldati in cui l’unico elemento 
deformabile è il pannello d’anima.
Come illustrato in Figura 3.33 il modello si basa su un legame costitutivo monotono 
quadrilineare seguito da un ramo di scarico lineare e dei succesivi tratti di ricarico curvilinei, 
risultando cosi un modello isteretico curvilineo (S.H.M.)
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Figura 3.33: Esemplificazione del modello isteretico di Kim & Engelhardt
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 3.3.5.1 Descrizione del legame costitutivo monotono
Considerando l’equilibrio della zona del pannello d’anima del giunto, facendo riferimento alla 
Figura 3.33 possiamo introdurre il taglio equivalente Veq come:
in cui db e tbf sono rispettivamente l’altezza e lo spessore della flangia della trave mentre, per 
considerazioni sull’equilibrio totale del nodo, ρ risulta essere dato da:
dove Hc è l’altezza d’interpiano della colonna
Definendo il momento agente sul pannello d’anima come somma dei momenti trasmessi dalle 
travi, si ottiene la seguente relazione:
Facendo riferimento alla Figura 3.34e considerando il pannello d’anima come una trave 
equivalente in condizioni di semi incastro, tenendo conto delle condizioni di simmetria, si può 
esprimerne la rigidezza elastica come:
dove S1 rappresenta la rigidezza flessionale della zona del pannello d’anima mentre S2 
rappresenta la rigidezza tagliante, risultando quindi rispettivamente espresse come:
Pagina 110 di 315
Equazione 3.77 ( )ρ−
−
+
≈
+
−
+
= 1
2 bfb
brblcbct
bfb
brbl
eq td
MMVV
td
MMV
Equazione 3.78( ) cbfb Htd /−=ρ
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Equazione 3.81 
in cui Cr è un coefficiente che determina il grado di vincolo della trave equivalente, J è il 
momento d’inerzia della sezione della colonna, dc è l’altezza della sezione della colonna, tcw è 
lo spessore del pannello d’anima, Adp è la sezione di un eventuale pannello di irrigidimento 
mentre Rf è un coefficiente di efficacia del pannello d’irrigidimento.
Volendo esprimere il legame in termini di momento rotazione invece che di taglio 
scorrimento, essendo la rotazione del giunto coincidente con lo scorrimento angolare del 
pannello d’anima la rigidezza elastica può essere espressa nella forma:
Introducendo quindi Cy come rapporto tra lo scorrimento medio del pannello al primo 
snervamento e lo scorrimento di primo snervamento del materiale γy si può  esprimere il taglio 
o rispettivamente il momento di primo snervamento come:
A seguito del primo snervamento si considera una sezione resistente della colonna ridotta 
formata de due sezioni a T risultanti dall’aver considerato completamente snervata la metà 
centrale del pannello d’anima come illustrato in Figura 3.35
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Riutilizzando quindi, analogamente a quanto fatto precedentemente per la trave equivalente al 
pannello d'anima, uno schema statico di semi-incastro ed esprimendo le rigidezze flessionali e 
taglianti di una delle due sezioni a T risultanti dalla sezione della colonna ridotta come:
31
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 −= bfb
Tr
td
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2
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Equazione 3.85 
in cui JT è il momento d’inerzia della sezione a T ridotta evidenziata in Figura 3.35 mentre dyw 
è la semi-larghezza della parte centrale del pannello d’anima considerata snervata che viene 
considerata convenzionalmente pari a dc/4.  
Avendo fatto tali assunzioni otteniamo quindi la rigidezza di post snervamento del pannello 
d’anima espressa in termini di taglio come:
Mentre volendola esprimere in termini di momento otteniamo:
Pagina 112 di 315
Figura 3.35: sezione resistente post snervamento
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Il valore del taglio o rispettivamente del momento al secondo punto di snervamento sono 
calcolati come:
in cui τ∗y è la tensione tangenziale di snervamento disponibile calcolata tenendo conto dello 
sforzo assiale presente nella colonna come:
in cui σy è la tensione di snervamento del materiale, P e Py sono lo sforzo normale presente 
nella colonna e lo sforzo normale resistente ultimo.
Per il calcolo della rigidezza del secondo ramo post elastico, cosi come illustrato in Figura
3.36, si assume un modello di calcolo in cui il pannello d’anima è completamente snervato ed 
è circondato da elementi rigidi connessi da 4 molle rotazionali che rappresentano le cerniere 
plastiche formatesi nelle flange della colonna, ottenendo la seguente rigidezza tagliante:
Volendo invece esprimere la rigidezza in termini di momento si giunge a:
in cui Cs è una costante determinata in base all’osservazione di risultati sperimentali.
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Sempre seguendo lo schema di calcolo di Figura 3.36 il taglio al limite del terzo ramo di 
snervamento e il corrispondente momento risultano:
in cui σ*y è la tensione di snervamento disponibile nelle flange della colonna calcolata come:
Infine la rigidezza di incrudimento del terzo ramo post elastico espressa in termini di taglio 
come:
mentre in termini di momento risulta:
dalla calibrazione del modello, effettuata sulla base di risultati sperimentali, Kim & 
Engelhardt suggeriscono per le costanti Cy,Cr e Cs i seguenti valori:
Cr=5 Cy= [0.8-0.9]
Cs=20
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Figura 3.36: schema di calcolo rigidezza secondo ramo post elastico
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 3.3.5.2 Descrizione del modello isteretico per azioni cicliche
Partendo dal legame costitutivo monotono precedentemente descritto, Kim & Engelhardt 
hanno sviluppato un modello isteretico basato sulla teoria delle superfici limite di Dafalias 
[58] utilizzando altresì la regola di evoluzione della superficie limite proposta da Coffie e 
Krawinkler [59].
Secondo il modello proposto da Coffie e Krawinkler la superficie limite si sposta seguendo 
una curva ciclica di inviluppo, illustrata in Figura 3.37, espressa dalla seguente equazione:
in cui Mpan e γn sono rispettivamente il momento normalizzante del pannello e la 
corrispondente rotazione elastica espressi come:
in cui Mpcf è il momento plastico della sola flangia della colonna, mentre My e Kϕe sono il 
momento al primo snervamento e la rigidezza rotazionale elastica cosi come illustrate nel 
precedente paragrafo.
Per i valori delle costanti c ed ξ Kim & Engelhardt [51]hanno proposto i seguenti valori:
c=7 ξ= [1.1 - 1.2]
Tabella 3.12: 
Il modello isteretico prevede quindi in fase di scarico un primo tratto elastico di ampiezza 
αMy o αVy, rispettivamente in termini di momento o taglio, seguito da una curva tendente 
asintoticamente alla superficie limite descritta dal seguente fattore di forma:
in cui il significato dei termini è quello illustrato nella seguente Figura 3.38
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Il valore del fattore di forma h è definito in termini normalizzati rispetto alla rigidezza Kpbl 
della superficie limite come:
in cui θp è la rotazione plastica cumulata, 20 e 40 sono i valori limite che assume il fattore di 
forma normalizzato h* rispettivamente per θp=0 (h*=20) e θp tendente a +∞ (h* = 40) 
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Figura 3.37: Curva ciclica di inviluppo e superficie limite
Figura 3.38: Curva non lineare in campo plastico e fattore di forma h
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La rigidezza in un punto generico A della curva definita dal fattore di forma, cosi come 
mostrato in Figura 3.38, risulta:
in cui KpA è la rigidezza plastica nel medesimo punto A ed è definita come:
Secondo la calibrazione del modello, svolta da Kim e Engelhardt [51], il valore della 
rigidezza della superficie limite Kpbl è stato posto pari a 0.0008Ke mentre il fattore α che 
regola l’ampiezza del ramo di scarico elastico è stato posto pari ad α=1.4.
La posizione iniziale della superficie limite è determinata tracciando la tangente alla curva di 
inviluppo ciclico nel punto in cui la tangente alle due coincide.
 3.3.5.3 Evoluzione della superficie limite
L’aggiornamento della superficie limite avviene ad ogni inversione di carico mediante la 
seguente procedura:
1) all’inizio dello scarico (punto B nella Figura 3.39) vengono calcolati lo scorrimento 
medio γm e il momento medio Mmpa dell’ultimo semiciclo (curva A-B in Figura 3.39), 
non che le relative semi-ampiezze γa ed Mapa che pertanto risultano:
Equazione 3.105 
Equazione 3.106 
Equazione 3.107 
Equazione 3.108 
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in cui MApa, γA ,MBpa, γB sono i valori del momento e della rotazione nei punti A e B 
inizio e fine del semiciclo di carico rispettivamente.
2) si calcola la differenza tra la semi-ampiezza del momento nel semiciclo Mapa e il 
momento sulla curva ciclica di inviluppo Mspa corrispondente ad una rotazione pari 
alla semi-ampiezza della rotazione γa nel semiciclo come:
3) si procede quindi all’aggiornamento della posizione della superficie limite che a 
seconda del segno di ∆Mpa sarà un incrudimento positivo o negativo pertanto si 
sposterà la superficie limite verso l’esterno di una quantità pari a 2⋅Fh⋅∣M
pa∣ se 
M pa0 mentre si sposterà la superficie limite verso l’interno di una quantità 
2⋅F S⋅∣M
pa∣ se M pa0
4) La posizione della superficie limite viene poi ulteriormente modificata per tener conto 
del rilassamento spostando la superficie limite di una quantità pari a -Fr∙Mmpa
I valori dei fattori di incrudimento positivo Fh e negativo Fs e del fattore di rilassamento Fr 
proposti da Coffie sono riportati nella seguente Tabella 2
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Figura 3.39: Evoluzione della superficie limite nello spazio Mpa-γ normalizzato
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Fattore di incrudimento positivo Fh=0.45
Fattore di incrudimento negativo Fs=0.07
Fattore di rilassamento Fr=0.05
Tabella 3.13: Fattori di incrudimento e rilassamento proposti da Coffie
 3.3.6 MODELLO DASHPOT NON LINEARE
Visto il crescente interesse suscitato nel campo della progettazione di strutture sismo resistenti 
dall'impiego di dissipatori viscosi si è  proceduto allo sviluppo e all'implementazione di un 
modello isteretico atto a modellare il comportamento di tale tipo di dispositivi.
Questo tipo di dispositivi basano le proprie capacità dissipative sulla laminazione di fluidi 
viscosi attraverso opportuni circuiti idraulici. I dispositivi possono inoltre essere dotati di 
molle di ricentramento per poter riposizionare automaticamente il dispositivo nella posizione 
di partenza alla cessazione dell’azione sismica.
Per impedire la deformazione dei dispositivi sotto i normali carichi di esercizio, i circuiti 
idraulici possono essere dotati di opportune valvole di laminazione tarate per consentire la 
circolazione del fluido solo al superamento di una pressione differenziale minima del fluido 
corrispondente quindi ad una forza di precarico del dispositivo.
Il modello reologico adottado illustrato nella Figura 3.40 è costituito da una molla elastica 
lineare che rappresenta la deformabilità elastica del pistone messo in serie ad un elemento non 
lineare costituito da un dashpot non lineare che rappresenta la capacità dissipative del fluido 
costretto a fluire attraverso un foro calibrato, una molla rigido plastica che modella il 
comportamento della valvola che impedisce il flusso del liquido da una camera all’altra del 
dispositivo per pressioni differenziali inferiori ad un valore di soglia, posti a loro volta in 
parallelo con una molla elastica che rappresenta la deformabilità della molla di richiamo del 
dispositivo.
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Per azioni la cui intensità risulta inferiore alla forza di precarico F0 il dissipatore viscoso 
risulta inattivo per cui l’intero dispositivo si comporta come una molla elastica lineare priva di 
smorzamento e caratterizzato da una elevata rigidezza K0 che rappresenta la deformabilità 
elastica del dispositivo.
Una volta superata la forza di precarico l’apertura della valvola di laminazione del fluido 
consente il funzionamento del dissipatore il quale risulta caratterizzato da uno smorzamento 
non lineare dipendente dalla velocità di deformazione C(v) con una legge del tipo:
Se il dispositivo è inoltre dotato di una molla di centramento caratterizzata da una rigidezza 
elastica Kv, la rigidezza globale del dispositivo risulterà:
Mentre la risposta del dispositivo in termini di forza, nell’ipotesi in cui la rigidezza della 
molla di richiamo sia trascurabile rispetto alla rigidezza iniziale del dispositivo (Kv<<K0) può 
essere approssimata come:
Sotto l’ipotesi semplificativa (Kv<<K0) oltre a poter confondere lo scorrimento del pistone 
con la deformazione dell’intero dispositivo si possono considerare coincidenti anche le 
velocità di tali deformazioni per cui è possibile sostituire la condizione di attivazione del 
dispositivo |F|≥F0 con Fv(u,v)<Fe(u) in cui
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Figura 3.40: Modello reologico per il modello isteretico  
dashpot non lineare
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Per cui in generale la risposta del dispositivo sarà data da:
Se Fv(u,v)<Fe(u)
Se Fv(u,v)≥Fe(u) K=K0
C=0
Tabella 3.14: sintesi del legame costitutivo dashpot non lineare
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 3.3.7 MODELLO HDR
Visto il grande interesse suscitato nel campo della progettazione di strutture sismo resistenti 
dall'impiego di dissipatori viscoelastici basati su materiali elastomerici si è  proceduto 
nell'implementazione del modello isteretico sviluppato da Dall'asta e Ragni [60]per modellare 
il comportamento di dispositivi dissipativi ad alto smorzamento in gomma (High Damping 
Rubber Dissipation Devices).
Tali dispositivi consistono in due piastre di acciaio alle quali è stato interposto un pacchetto 
dissipativo formato da due strati di gomma separati da una lamina di acciaio.
I due strati di gomma sono realizzati con gomma naturale alla quale è stato aggiunto, al fine di 
aumentarne le doti dissipative, un riempimento di povere di carbonio.
Tali dissipatori stanno trovando sempre più spazio nella realizzazione di controventi 
dissipativi sia all'interno di telai in acciaio sia di telai in struttura mista acciaio-calcestruzzo. 
Non solo grazie alle grandi capacità dissipative ma anche grazie al fatto che a differenza dei 
dissipatori elasto-plastici questo tipo di dispositivi sono caratterizzati dalla capacità di non 
conservare memoria a lungo termine delle deformazioni subite. Ciò significa che anche 
sottoponendo un dissipatore HDR a cicli di carico caratterizzati da grandi deformazioni, come 
evidenziato anche dai test svolti da Dall'Asta e Ragni [60], già dopo un periodo di riposo di 
tre mesi il dispositivo è in grado di recuperare quasi interamente le sue proprietà di rigidezza e 
di capacità dissipativa iniziali. 
Pagina 122 di 315
Figura 3.41: Dispositivo dissipativo viscoelastico in gomma HDR
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 3.3.7.1 Effetto Mullin
L'aggiunta del carbonio alla gomma oltre a conferire una maggior resistenza e maggiori 
capacità dissipative, provoca un indesiderabile è rapida perdita di rigidezza sotto carico già 
dai primi cicli di carico.
Questa perdita di rigidezza nei primi cicli di carico (stress softening), che prende il nome di 
Effetto Mullin, è principalmente dovuta ai cambiamenti della microstruttura del materiale 
indotti dalle deformazioni.
 3.3.7.2 Descrizione del legame
Il modello analitico sviluppato da Dall'Asta e Ragni[60] è in grado di descrivere il 
comportamento ciclico dei dissipatori HDR nel range di scorrimenti e di velocità di 
deformazione di interesse pratico.
In particolare essendo gli scorrimenti γ definiti come:
in cui
δ è lo spostamento relativo tra le due piastre del dispositivo;
h è lo spessore complessivo dei due strati di gomma solitamente pari a 10 [mm]. 
il modello risulta valido per scorrimenti γ compresi nell'intervallo: 
-2 ≤ γ ≤ 2 
e per velocità di deformazione comprese nell'intervallo: 
                                          [rad/sec]
Il modello proposto fornisce una relazione di tipo analitico tra lo scorrimento γ sopra definito 
e la tensione tangenziale τ definita come
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in cui
V è la forza di taglio alla quale è sottoposto il dispositivo;
A è la superficie della sezione del pacchetto dissipativo in gomma.
La risposta del materiale è stata additivamente decomposta in due contributi;
Il primo, che in seguito denomineremo come τr, è un contributo stazionario dovuto alla 
resistenza residua del materiale presente in ogni ciclo di carico.
Il secondo, che in seguito chiameremo τm,è un contributo transitorio che degrada rapidamente 
già dai primi cicli di carico a causa dell'effetto Mullin.
Per quanto sopra detto quindi la tensione tangenziale totale presente all'interno del dissipatore 
è dato dalla seguente espressione.
Il contributo stazionario τr è stato descritto da un modello reologico costituito da una molla 
elastica non lineare in parallelo a due  elementi generalizzati di Maxwell con molle lineari.
Questo particolare approccio ha l'indiscutibile vantaggio di fornire relazioni la cui 
compatibilità termodinamica può essere facilmente verificata come illustrato nel lavoro di 
Fabrizio e Moro [61] 
Il contributo stazionario assume quindi la seguente espressione
in cui il contributo τe della molla elastica non lineare è dato da
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Figura 3.42: Modello reologico del contributo  
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considerando il fatto che il comportamento della molla deve essere antisimmetrico ovvero ad 
una inversione della deformazione deve corrispondere una inversione dello sforzo otteniamo 
che la molla non lineare deve essere descritta da una funzione dispari che nella fattispecie 
assume la seguente forma:
I contributi dei due elementi di Maxwell invece assumono le seguenti espressioni: 
Per la descrizione del comportamento dell'elemento, si rendono necessari almeno due termini 
viscosi in quanto il primo termine τv1 rappresenta una sovratensione viscosa che si rilassa solo 
a lungo termine, mentre il secondo termine rappresenta una sovratensione viscosa che si 
rilassa già a breve termine.   
Nelle precedenti espressioni i due termini γv1 e γv2  rappresentano gli scorrimenti viscosi nei 
due elementi di Maxwell. 
In particolare gli scorrimenti viscosi sopra citati seguono le seguenti leggi di evoluzione:
dove nella prima espressione la funzione η1(γ,qe) assume la seguente forma 
mentre nella seconda espressione la funzione H(x) prende il nome di Heavyside function che 
risulta essere cosi definita:
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H(x) = 0 se x≤0
H(x) =1 se x>0 
Equazione 3.124 
L'argomento della Heavyside function −˙⋅ è stato scelto in modo tale da far si che essa 
assuma valore non nullo in corrispondenza del ramo di scarico.
Il parametro qe presente nelle precedenti espressioni è un parametro di danno che evolve con 
il progredire dei cicli di carico fino ad un valore limite legato alla massima deformazione 
sperimentata dal dissipatore.
In particolare la legge di evoluzione di questo parametro di danno è la seguente.
se
se
Equazione 3.125
analogamente a quanto fatto per il contributo residuo τr, il  contributo transitorio τm alla 
tensione tangenziale totale τ è stato anch'esso modellato come una molla non lineare in 
parallelo ad un elemento di Maxwell
Quindi per quanto detto il contributo τm alla tensione tangenziale dovuto all'effetto Mullin può 
essere scritto come somma di due contributi
in cui il termine elastico τme svanisce gradualmente all'aumentare del parametro di danno qe 
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sopra introdotto e quindi assume la seguente espressione.
in cui l'espressione di fe(γ) è stata introdotta precedentemente.  
Il termine viscoso τmv dovuto all'elemento di Maxwell usato per modellare l'effetto Mullin 
assume dunque la seguente forma 
in cui il termine γv3 rappresenta lo scorrimento viscoso la cui legge di evoluzione è data dalla 
seguente espressione.
Nelle precedenti formulazioni il termine qv rappresenta un parametro di danno responsabile 
del graduale annullamento del termine τmv la cui evoluzione nel tempo è regolata dalla 
seguente legge.
Per quanto detto finora lo stato di sollecitazioni del dissipatore modellato è noto una volta 
noto lo stato di deformazione descritto dallo scorrimento γ e una volta noto il valore delle 5 
variabili di stato sopra introdotte che possono essere raggruppate nel seguente vettore:
Per definire completamente il modello restano da definire i valori delle costanti utilizzate.
Nella seguente Tabella 3.15 sono riportati i coefficienti utilizzati.
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χ01 0.029 [N/mm2] Ev2 0.447 [N/mm2]
χ02 -0.082 [N/mm2] ν2 26 [mm2/Ns]
χ03 0.29 [N/mm2] η2 0.025 [N/mm2]
Ev1 2.56 [N/mm2] Ev3 0.256 [N/mm2]
ν1 0.078 [mm2/Ns] ν3 2.23 [mm2/Ns]
ξ01 0.179 [N/mm2] η3 0.025 [N/mm2]
ξ02 -0.127 [N/mm2] αm 1.5 -
ξ03 0.047 [N/mm2] ζe 1 -
ζv 0.2 -
Tabella 3.15: Coefficienti modello HDR
 3.3.7.3 Integrazione sul passo delle variabili di stato
Come precedentemente detto per poter calcolare il valore della tensione tangenziale agente 
nel dissipatore è necessario determinare prima il valore delle variabili di stato.
Il problema è quello di determinare il valore delle variabili di stato a fine passo essendone noti 
i valori a inizio passo.
Pertanto si è proceduto a sviluppare in serie di Taylor fino al secondo termine le variabili 
interne in funzione del tempo sul passo ottenendo
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 3.3.7.4 Calcolo della rigidezza
Essendo il legame costitutivo fornito in forma differenziale implicita non è possibile ricavare 
direttamente un'espressione analitica della rigidezza. Pertanto essa deve essere ricavata per via 
numerica. 
Partendo quindi dalla definizione del legame costitutivo del dissipatore che per quanto detto 
sopra può essere definito come funzione dello scorrimento γ e della velocità di deformazione 
˙
Essendo la rigidezza K definita come
Tale derivata può quindi essere calcolato per via numerica come limite del rapporto 
incrementale
 3.3.7.5 Calcolo delle energie
L'energia elastica specifica risulta data dalla seguente espressione:
in cui χ è il vettore delle variabili di stato 
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mentre ϕe è l'energia potenziale associata alla componente elastica definita come:
La variazione di energia dissipata plasticamente ∆Epl viene calcolata in maniera del tutto 
analoga a quanto precedentemente illustrato per il modello trilineare al precedente paragrafo 
 3.3.2.3 .
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 4 IMPLEMENTAZIONE DEI 
MODELLI ALL’INTERNO DEL 
CODICE DI CALCOLO
Come visto nei capitoli precedenti, la modellazione del comportamento di un giunto è 
ottenuta rappresentando il comportamento delle singole componenti presenti all'interno del 
giunto stesso attraverso elementi a rigidezza concentrata quali molle assiali e rotazionali di 
dimensioni nulle oppure non nulle. 
Al fine di utilizzare i modelli isteretici precedentemente illustrati nella modellazione per 
componenti di un giunto con i codici di calcolo ad elementi finiti ABAQUS [15] e 
ADAPTIC[62] è stato necessario formulare una serie di elementi finiti atti a modellare il 
comportamento di molle assiali e/o rotazionali di dimensioni nulle, ovvero i cui nodi di 
riferimento siano inizialmente coincidenti, oppure elementi di dimensioni non nulle, ovvero i 
cui nodi di riferimento siano inizialmente non coincidenti.
Una volta formulati gli elementi finiti necessari è stato necessario scrivere una serie di 
subroutine utilizzando il linguaggio di programmazione FORTRAN cosi da poter 
implementare all’interno dei codici di calcolo gli elementi finiti ed i modelli isteretici 
sviluppati.
Il compito principale di tali subroutine è quello di costruire il vettore delle forze interne, il 
vettore delle forze esterne, la sottomatrice di rigidezza, di massa e di smorzamento relativa 
all'elemento che in seguito verranno assemblate dal solutore del programma per ottenere le 
matrici relative all'intera struttura. Inoltre, nel caso di una analisi dinamica, visto che la 
risoluzione della equazione del moto del sistema avviene attraverso la risoluzione di un 
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sistema di equazioni pseudostatiche alla subroutine è richiesta direttamente la costruzione 
della matrice di rigidezza pseudostatica.
4.1 ELEMENTI FINITI PER LE MOLLE
Gli elementi finiti necessari a modellare il comportamento delle molle sono caratterizzati dal 
vincolare due nodi inizialmente coincidenti o meno lasciando disponibile un solo grado di 
libertà al quale viene associato uno dei modelli isteretici illustrati nei capitoli precedenti. Il 
grado di libertà reso disponibile, a seconda dei casi, sarà rotazionale lungo l’asse Z ≡ z, che 
nel caso preso in esame di modellazione bidimensionale è sempre coincidente tra sistema di 
riferimento locale e globale, oppure assiale lungo uno degli assi del sistema di riferimento 
globale X o Y, oppure lungo uno degli assi del sistema di riferimento locale x o y definito 
dalle posizioni iniziali dei due nodi inizialmente non coincidenti.
 4.1.1 MOLLA AD UN GRADO DI LIBERTÀ DI DIMENSIONI 
NULLE
La formulazione dell’elemento finito di dimensioni nulle ad un solo grado di libertà è la più 
semplice in quanto del tutto priva di funzioni di forma ovvero la deformazione della molla 
coincide con lo spostamento relativo tra i due nodi lungo il grado di libertà preso in esame e le 
forze nodali coincidono a meno del segno con le forze interne alla molla.
Essendo i due nodi coincidenti il sistema di riferimento locale è assunto come coincidente con 
quello globale.
Nella seguente tabella si riportano gli schemi di calcolo, la definizione della deformazione 
della molla in funzione degli spostamenti nodali e la definizione delle forze nodali e dalla 
matrice di rigidezza per il caso in cui il grado di libertà coincida con l’asse X del sistema di 
riferimento globale.
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spostamenti della molla:
δ=u2-u1
forza nella molla:
F=f(δ)
Forze interne ai nodi
(reazioni vincolari cambiate di segno):
F1=F
F2=-F
Tabella 4.1: 1 elemento finito per modellare una molla ad un grado di libertà di dimensioni  
nulle
 4.1.2 MOLLA ASSIALE DI DIMENSIONI NON NULLE
Qualora i due nodi che definiscono l’elemento molla siano non coincidenti è possibile definire 
un sistema di riferimento locale con asse x coincidente col la retta passante per i due punti ed 
orientato in maniera tale che l’origine coincida con il primo nodo ed il secondo nodo giaccia 
nella parte positiva dell’asse. Rimanendo sempre nel campo dei modelli bidimensionali l’asse 
z locale è assunto coincidente con l’asse Z globale mentre l’asse y locale è determinato 
partendo dagli assi x e z in maniera tale da definire un sistema di riferimento ortogonale 
destrorso.
In questo caso essendo l’unico grado di libertà disponibile quello assiale la formulazione 
rimane analoga a quella dell’elemento di dimensioni nulle ed è quella illustrata nella seguente 
tabella.
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spostamenti della molla:
δ=u2-u1
forza nella molla:
F=f(δ)
Forze interne ai nodi
(reazioni vincolari cambiate di segno):
F1=F
F2=-F
Tabella 4.2: elemento finito per modellare una molla assiale di dimensioni non nulle
4.2 ELEMENTI  FINITI CON INTERAZIONE TRA I GRADI DI LIBERTA
Per rendere possibile l’utilizzo di modelli isteretici in cui è prevista l’interazione tra le 
sollecitazioni di Momento flettente, taglio e sforzo assiale per determinare il dominio 
resistente della sezione dell’elemento modellato, sono stati sviluppati alcuni elementi finiti di 
tipo combinato atti ad implementare tale interazione, ovvero capaci di rendere disponibili alle 
subroutine i tre gradi di libertà associati alle sollecitazioni taglianti,flettenti ed assiali in 
maniera tale da poterne non solo variare la rigidezza e le resistenza in funzione della storia di 
carico ma anche per poter determinare lo stato di sollecitazione e quindi valutare l’influenza 
reciproca delle succitate sollecitazioni mediante opportuni criteri di resistenza semplificati 
incorporati nei modelli. 
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 4.2.1 APPROSSIMAZIONE DELLA MATRICE DI RIGIDEZZA
Vista la complessità e la variabilità del dominio resistente che è determinato in funzione di 
uno o più criteri di resitenza scelti dall’utente al momento dell’analisi, si è scelto di 
approssimare le matrici di rigidezza, i cui termini misti derivanti dalla mutua interazione tra 
gli stati di sollecitazione sarebbero stati di difficile determinazione, con una matrice di 
rigidezza in cui si sono considerati gli stati di sollecitazione come disaccopiati ottenendo 
quindi una matrice i cui termini misti siano nulli. Tale approssimazione, non consente di 
valutare l’interazione tra gli stati tensionali in maniera esatta sull’intero passo di integrazione 
ma, richiede una valutazione approssimata dei domini resistenti utilizzando per il calcolo i 
valori degli stati di sollecitazione ad inizio passo. Tale approssimazione risulta accettabile in 
quanto l’errore che introduce è direttamente proporzionale alla dimensione del passo di 
integrazione e quindi può essere ridotto a piacimento.
 4.2.2 MOLLA COMBINATA DI DIMENSIONI NULLE
Essendo le dimensioni dell’elemento nulle, il sistema di riferimento locale è assunto 
coincidente con il sistema di riferimento globale per la modellazione dei maschi murari, 
mentre per la modellazione delle fasce di piano il sistema di riferimento locale è assunto 
ruotato di 90° attorno all’asse Z ≡z in maniera tale da poter mantenere la medesima 
formulazione per entrambi gli elementi. 
Vista l’approssimazione sui termini misti della matrice di rigidezza e il fatto che le dimensioni 
dell’elemento siano nulle la formulazione dell’elemento finito risulta particolarmente 
semplice ed è riportata nella seguente tabella
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Schema di riferimento
Forze interne ai nodi 
(reazioni vincolari cambiate di segno):
T1=T
T2=-T
M1=M
M2=-M
N1=N
N2=-N
forze nelle molle:
M=m(ϕ)
T=t(γ)
N=n(ε)
spostamenti delle molle:
ϕ=ϕ2-ϕ1
γ=u2-u1
ε=v2-v1
Tabella 4.3: elemento finito per modellare una molla a tre gradi di libertà di dimensioni nulle
 4.2.3 ASTA RIGIDA CON MOLLA COMBINATA ALL’ESTREMITÀ
Essendoci limitati al caso di modellazioni bidimensionali, il sistema di riferimento locale è 
stato assunto con asse z locale coincidente col l’asse Z globale (z≡Z), origine nel primo nodo, 
asse y passante per il secondo nodo e asse x determinato in maniera tale da formare un 
sistema di riferimento ortogonale destrorso.
La presenza dell’asta rigida rende necessario calcolare le deformazioni delle molle in 
funzione degli spostamenti nodali in congruenza con i cinematismi definiti nell’elemento e di 
conseguenza determinare le forze nodali in funzione delle sollecitazioni interne alle molle 
mediante considerazioni sull’equilibrio dell’elemento. Per la determinazione della matrice di 
rigidezza, sempre considerando le sollecitazioni come tra loro indipendenti, si è utilizzato il 
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principio dei lavori virtuali giungendo quindi alla formulazione riportate nelle seguenti 
tabelle. 
Schema di riferimento
spostamenti delle molle:
ϕ=ϕ2-ϕ1
γ=u2-u1+ϕ2∙L
ε=v2-v1
forze nelle molle:
M=m(ϕ)
T=t(γ)
N=n(ε)
Forze interne ai nodi 
(reazioni vincolari cambiate di segno):
T1=T
T2=-T
M1=M
M2=-M-T∙L
N1=N
N2=-N
Tabella 4.4: Schema di riferimento e convenzioni di segno per l'elemento finito asta rigida 
con molla combinata all'estremità
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spostamento unitario u1 spostamento unitario u2 
rotazione unitaria ϕ1 rotazione unitaria ϕ2 
Tabella 4.5: schemi di calcolo per l'elemento finito asta rigida con molla combinata  
all'estremità
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 4.2.4 ASTA RIGIDA CON MOLLA COMBINATA IN MEZZERIA
Analogamente a quanto fatto per l’asta con molla all’estremità, il sistema di riferimento locale 
è stato assunto con asse z locale coincidente col l’asse Z globale (z≡Z), origine nel primo 
nodo, asse y passante per il secondo nodo e asse x determinato in maniera tale da formare un 
sistema di riferimento ortogonale destrorso.
Anche in questo caso la presenza dei due spezzoni di asta rigida rende necessario calcolare le 
deformazioni delle molle in funzione degli spostamenti nodali in congruenza con i 
cinematismi definiti nell’elemento e quindi determinare le forze nodali in funzione delle 
sollecitazioni interne alle molle in maniera tale da garantire l’equilibrio interno dell’elemento. 
Anche in questo caso si sono considerate le sollecitazioni di Taglio, momento e sforzo assiale 
come tra loro indipendenti, e utilizzando il principio dei lavori virtuali si è giunti alla 
formulazione riportata nella seguenti tabelle.
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all'estremità
KN 0 0 - KN 0 0 v1 N1 
0 Kγ  0 0 - Kγ  -Kγ ∙L u1 T1 
0 0 Kϕ  0 0 - Kϕ  ϕ 1 M1 
-KN 0 0 KN 0 0 v2 N2 
0 - Kγ  0 0 Kγ  Kγ ∙L u2 T2 
0 -Kγ ∙L - Kϕ  0 Kγ ∙L 
Kϕ +  
Kγ ∙L2 
∙ 
ϕ 2 
= 
M2 
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Schema di riferimento
Spostamenti delle molle:
ϕ=ϕ2-ϕ1
γ=u2-u1+ϕ1∙L/2+ϕ2∙L/2
forze nelle molle:
M=m(ϕ)
T=t(γ)
Forze interne ai nodi 
(reazioni vincolari cambiate di segno):
T1=T
T2=-T
M1=M-T∙L/2
M2=-M-T∙L/2
Tabella 4.6: Schema di riferimento e convenzioni di segno per l'elemento finito asta rigida  
con molla combinata in mezzeria
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spostamento unitario u1 spostamento unitario u2 
Tabella 4.7: Schema di calcolo per l'elemento finito asta rigida con molla combinata in  
mezzeria
rotazione unitaria ϕ1 rotazione unitaria ϕ2 
Tabella 4.8: Schema di calcolo per l'elemento finito asta rigida con molla combinata in  
mezzeria
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Figura 4.2: Matrice di rigidezza per l'elemento finito asta rigida con molla combinata in  
mezzeria
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4.3 SUBROUTINE ABAQUS
Per poter svolgere i suoi compiti, come prima cosa, la subroutine deve interpretare i parametri 
ricevuti in ingresso dal solutore per poter determinare quale tipo di elaborazione essa è 
chiamata a svolgere.
In particolare le elaborazioni che può essere chiamata a svolgere sono:
Per una analisi statica
• integrazione, sul passo temporale fittizio ∆t, delle variabili di stato interne usate per 
definire il legame costitutivo;
• determinazione del vettore delle forze interne alla fine del passo temporale fittizio ∆t;
• determinazione della matrice di rigidezza alla fine del passo temporale fittizio ∆t;
• determinazione della energia elastica alla fine del passo temporale fittizio ∆t;
• determinazione dell'energia dissipata sul passo temporale fittizio ∆t. 
Per una analisi dinamica
• integrazione, sul passo temporale ∆t, delle variabili di stato interne usate per definire il 
legame costitutivo;
• determinazione del vettore delle forze interne a fine passo;
• determinazione della matrice Jacobiana alla fine passo;
• determinazione della energia elastica a fine passo;
• determinazione dell'energia dissipata sul passo temporale ∆t. 
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Per l'estrazione delle frequenze proprie della struttura
• determinazione della matrice di rigidezza;
• determinazione della matrice di massa;
Per il calcolo delle condizioni iniziali del moto
• determinazione della matrice di rigidezza;
• determinazione della matrice di massa;
• determinazione della matrice di smorzamento;
• determinazione del vettore delle forze interne.
Nelle seguenti figure si riporta il diagramma di flusso generale utilizzato per lo sviluppo delle 
subroutine per ABAQUS.
Le grandezze che vengono scambiate tra la user subroutine e il solutore dell'ABAQUS 
possono essere suddivise nelle seguenti categorie:
• Variabili di stato che definiscono lo stato del sistema;
• Proprietà intrinseche allo specifico elemento modellato;
• Parametri di integrazione che regolano l'integrazione sul passo temporale 
dell'equazione del moto;
• Flag di stato che specificano il tipo di output richiesto alla user subroutine. 
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Figura 4.3: diagramma di flusso subroutine ABAQUS
SUBROUTINE ABAQUS
Alla Ia categoria appartengono
• Il vettore delle coordinate nodali COORDS
• Il vettore degli spostamenti nodali previsti a fine passo in base alle precedenti 
iterazioni U
• Il vettore delle velocità nodali previste a fine passo in base alle precedenti iterazioni V
• Il vettore delle accelerazioni nodali previste a fine passo in base alle precedenti 
iterazioni A
• Il vettore delle variabili di stato interne dello specifico elemento modellato SVARS.
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Figura 4.4: diagramma di flusso subroutine ABAQUS (continua)
Capitolo  4 
IMPLEMENTAZIONE DEI MODELLI ALL’INTERNO DEL CODICE DI CALCOLO
Alla IIa categoria appartengono 
• Il vettore delle proprietà intrinseche allo specifico elemento modellato definite 
attraverso variabili reali PROPS;
• Il vettore delle proprietà intrinseche allo specifico elemento modellato definite 
attraverso variabili reali JPROPS.
 Alla IIIa categoria appartengono 
• Il vettore dei parametri di integrazione di Newmark e Taylor PARAMS
• il valore del passo temporale di integrazione DTIME
• il valore del tempo ad inizio passo TIME
In fine ala IVa categoria appartiene il vettore delle flag di richiesta LFLAGS
Visto che tutte le grandezze che vengono scambiate tra la subroutine e il solutore del 
programma sono riferite ad un sistema di riferimento globale, mentre il legame costitutivo 
della molla per sua natura è riferito implicitamente al sistema di riferimento locale 
dell'elemento, ogni volta che la subroutine viene chiamata essa deve prima trasformare i 
parametri che riceve in ingresso dal sistema di riferimento globale a quello locale, poi deve 
eseguire le elaborazioni che è stata chiamata a svolgere nel sistema di riferimento locale; ed 
infine deve riconvertire i risultati dal sistema di riferimento locale a quello globale.
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4.4 SUBROUTINE ADAPTIC
Le subroutine per l’implementazione dei modelli isteretici in ADAPTIC risultano di più 
semplice stesura rispetto a quelle necessarie per ABAQUS in quanto si appoggiano su un 
elemento finito molla predefinito e quindi non richiedono la conversione tra sistema di 
riferimento globale e locale ne il calcolo delle deformazioni interne a partire dagli spostamenti 
nodali e di conseguenza non risulta necessario assemblare la matrice di rigidezza e i vettori 
delle forze nodali ma è sufficiente definire la rigidezza scalare e la forza interna alla molla. 
Inoltre le chiamate a tali subroutine non fanno distinzione tra i vari tipi di analisi effettuate dal 
solutore che quindi provvede autonomamente, ove richiesto, a calcolare la matrice 
pseudostatica e a calcolare i termini correttivi del vettore delle forze nodali in funzione dello 
schema di integrazione temporale adottato. 
La semplicità di tali subroutine si rispecchia anche nei parametri scambiati con il solutore i 
quali sono in ingresso:
• il vettore PROPS contenente le costanti utilizzate per definire il modello isteretico;
• il vettore SVARS_START contenente le variabili di stato all’inizio del passo di 
integrazione;
• lo scalare U contenente la deformazione interna della molla nel sistema di riferimento 
locale;
• il vettore F0 contenente le sollecitazioni ad inizio passo necessarie a determinare il 
dominio resistente per il modello isteretico per pannelli murari;
mentre le variabili richieste in uscita sono:
• il vettore SVARS_END contenente le variabili di stato aggiornate alla fine del passo di 
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integrazione;
• lo scalare F contenente la forza interna della molla nel sistema di riferimento locale;
• e lo scalare K contenente la rigidezza della molla nel sistema di riferimento locale;
4.5 AUTOMATIZZAZIONE DELL’ANALISI PROBABILISTICA
Visto l’elevato numero di analisi numeriche richieste per l’effettuazione di una singola analisi 
probabilistica, si è reso necessario sviluppare una serie di programmi atti ad automatizzare 
tutte le operazioni richieste per la creazione dei file di input, lancio delle analisi ed estrazione 
dei risultati sia utilizzando il solutore ad elementi finiti ABAQUS che ADAPTIC.
 4.5.1 PROGRAMMA DI GENERAZIONE DEI MODELLI
Per automatizzare la creazione del campione statistico di esemplari richiesti per l’analisi 
probabilistica e per creare automaticamente per ciascun esemplare i file di input, necessari a 
descrivere il modello numerico della struttura/esemplare da analizzare con i programmi ad 
elementi finiti ABAQUS ed ADAPTIC, è stato sviluppato un programma con interfaccia 
grafica che consente la definizione di tutti i parametri, geometrici, meccanici e delle 
sollecitazioni, necessari a descrivere la popolazione di strutture intelaiate da campionare. Il 
programma è stato sviluppato in maniera tale da consentire di specificare ogni parametro 
come deterministico oppure come aleatorio mediante una distribuzione probabilistica 
assegnata di tipo Normale o Log-Normale.
L’interfaccia è stata sviluppata in maniera da risultare il più flessibile possibile permettendo di 
generalizzare al massimo il problema e di definire una struttura intelaiata di tipo metallico o in 
struttura composta con un numero di piani variabile tra 1 e 9 e numero di campate variabile 
tra 1 e 8. Inoltre il programma consente di definire sia strutture di tipo controventato che di 
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tipo non controventato dotate o meno di isolamento alla base. L’interfaccia, consente inoltre 
di definire contemporaneamente diversi tipi di modellazione numerica.
L’interfaccia grafica del programma e suddivisa in 12 schede ognuna delle quali consente di 
specificare i vari parametri che definiscono la struttura e/o di visualizzare una serie di 
informazioni e di anteprime della struttura definita in maniera da agevolarne la definizione e 
controllare eventuali errori di immissione dei dati.
Nella seguente tabelle sono brevemente illustrate le schede in cui è suddivisa l’interfaccia 
grafica:
Titolo della scheda Descrizione delle funzioni
Geometria del Telaio Consente di definire la geometria del telaio e il tipo di modellazione 
da utilizzare
Sezioni Colonne Consente di definire le sezioni metalliche e/o composte con cui 
sono realizzate le colonne
Sezioni Travi Consente di definire le sezioni metalliche e/o composte con cui 
sono realizzate le travi
Giunti flangiati Consente di definire le tipologie di giunti flangiati utilizzati
Giunti angolari Consente di definire le tipologie di giunti con angolari utilizzati
Giunti Generici Consente di definire la resistenza e la rigidezza dei giunti generici a 
prescindere dalla tipologia costruttiva
Sezioni controvento Consente di definire le tipologie di sezioni utilizzate nei controventi
Dissipatori Consente di definire le tipologie e le proprietà dei dispositivi di 
isolamento alla base  e/o dei dissipatori utilizzati
Assegnazione 
sezioni
Consente di stabilire per ogni piano ed ogni campata se e quali tipi 
di controvento utilizzare nonche quali delle sezioni, dei giunti e dei 
dispositivi specificati nelle precedenti schede utilizzare.
Carichi Consente di definire i carichi e le azioni statiche agenti sulla 
struttura
Step Consente di definire le azioni sismiche agenti sulla struttura e i tipi 
di analisi da effettuare
Anteprima Consente di visualizzare un’anteprima della struttura definita e 
della sua modellazione
Check  variabili Consente di visualizzare una rappresentazione grafica del processo 
di generazione del campione statistico delle variabili definite come 
aleatorie
Tabella 4.9: sintesi delle schede in cui è suddivisa l’interfaccia grafica
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 4.5.1.1 Geometria del Telaio
In questa scheda oltre a poter definire i parametri che regolano la geometria complessiva del 
telaio, come ad esempio il numero di piani e campate con i rispettivi interassi, è possibile 
definire contemporaneamente diversi tipi di modellazione numerica in maniera da poter 
generare contemporaneamente per ogni esemplare diversi modelli numerici.
I parametri che definiscono la geometria del telaio sono riportati nella seguente tabella:
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Parametri Unità di 
misura
Note
Numero ed ampiezza delle 
singole campate
[mm] Consente di definire in maniera 
indipendente la larghezza delle singole 
campate
Errore sull’ampiezza delle 
campate
[mm]
Numero ed altezza dei 
singoli piani
[mm] Consente di definire in maniera 
indipendente l’altezza dei singoli piani
Errore sull’altezza dei piani [mm]
Interasse dei telai [mm]
Errore di verticalità - Specificato come percentuale 
sull’altezza
Imperfezione delle colonne 
e delle travi
- Specificato come percentuale sulla luce
Imperfezione dei 
controventi
- Specificato come percentuale sulla luce
Altezza della base [mm] Altezza del tratto irrigidito delle 
colonne di base o della base della 
struttura isolata
Altezza delle cerniere 
plastiche nelle colonne
[mm] Altezza del tratto di colonna non 
ricoperta di cls in prossimità dei giunti 
da modellare come cerniera plastica
Stima del periodo proprio [secondi] Valore utilizzato per definire la costante 
di smorzamento C da utilizzare nei 
dashpot e per definire il fattore di 
smorzamento proporzionale alla massa 
α
Smorzamento della 
struttura non equipaggiata
- Rapporto di smorzamento ξ o fattore di 
smorzamento proporzionale alla massa 
α
Tabella 4.10: parametri che definiscono la geometria del telaio
Nella seguente tabella sono riportati i parametri globali della modellazione
descrizione Note
Rapporto di incrudimento 
delle cerniere plastiche
Rapporto tra la rigidezza plastica e 
quella elastica
Rapporto di incrudimento 
dei giunti trave-colonna
Rapporto tra la rigidezza plastica e 
quella elastica
Rapporto di incrudimento 
dei giunti di base
Rapporto tra la rigidezza plastica e 
quella elastica
Rapporto di incrudimento 
del calcestruzzo
Rapporto tra la rigidezza plastica e 
quella elastica
Nella seguente figura è riportato una schermata della scheda “geometria telaio”
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Come precedentemente accennato in questa scheda è possibile definire un numero arbitrario 
di tipi di modellazione numerica e per ciascuno di essi è possibile definire i parametri definiti 
nella seguente tabella:
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Descrizione Note
Nome del modello nome univoco per ciascun modello che verrà 
utilizzato per creare le sottocartelle contenenti i file 
di input
Tipo di modello È possibile scegliere tra le seguenti opzioni:
“Macromodello nuovo“ 
(macromodello definito al paragrafo  3.2.9 ),
 ”molla rotazionale”
(modellazione semplificata definita al paragrafo 
 3.2.10 ),
“molla rotazionale con pannello d’anima”
(modellazione semplificata definita al paragrafo 
 3.2.10 )
e “macromodello con ridirezione”
(macromodello TRS2 illustrato al paragrafo  3.2.7 ) 
Correggi posizione linea 
azione T-stub esterni
(opzione predefinita nei 
Macromodelli)
Nei macromodelli dei giunti posiziona la linea 
d’azione delle molle che rappresentano gli elementi 
T-stub esterni alle flange delle travi a meta strada tra 
la flangia della trave stesa e l’effettiva posizione dei 
bulloni (perché il parametro abbia effetto la fila di 
bulloni deve essere indicata come irrigidita nei 
relativi parametri vedi Tabella 4.15)
Elementi di contatto 
concentrati
(modifica i Macromodelli)
Nei macromodelli dei giunti inserisce degli elementi 
di contatto concentrati in corrispondenza delle 
flange delle travi
Doppio T-stub
(modifica i Macromodelli)
Nei macromodelli per ogni fila di bulloni modella 
gli elementi t-stub lato colonna e lato trave con due 
molle indipendenti
Molle soletta simmetriche
(modifica il 
Macromodello nuovo)
unifica le molle del lato sinistro e destro che 
modellano l’interazione soletta colonna (utilizza 3 
molle simmetriche a trazione e compressione al 
posto di 6 molle a sola compressione)
Modella soletta e pioli Modella singolarmente la trave composta con una 
molla per ogni fila di pioli Nelson
Matrice di massa 
concentrata
Utilizza unicamente elementi massa concentrati e 
non assegna ne densità ne masse distribuite agli 
elementi
Lunghezza massima 
elementi
Massima lunghezza degli elementi beam sopra la 
quale un elemento viene suddiviso in sottoelementi
Cerniere plastiche nelle 
travi
Utilizza molle rotazionali rigido plastiche per 
modellare la plasticizzazione delle travi
Cerniere plastiche nelle 
colonne
Se l’altezza delle cerniere plastiche è impostata a 
zero utilizza molle rotazionali rigido plastiche per 
modellare la plasticizzazione delle colonne
Tabella 4.11: parametri definiti nella scheda "GEOMETRIA TELAIO"
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Il programma consente di trattare ogni istanza di una determinata sezione, giunto o dispositivo 
come statisticamente indipendente dalle altre, ovvero generando per ogni istanza un proprio 
set di valori delle variabili aleatorie, oppure al fine di ridurre il numero di variabili aleatorie, 
consente di trattare ogni istanza come una copia identica e quindi genera un unico set di 
variabili aleatorie che verrà utilizzato per tutte le istanze presenti nel modello.
Ad esempio se nel modello è stata definita una sezione di colonna HEB280 con due variabili 
aleatorie (nv1=2)e una sezione di colonna HEB260 con tre variabili aleatorie (nv2=3), se le 
colonne vengono trattate come statisticamente dipendenti il numero totale di variabili 
aleatorie N sarà pari a:
N= nv1+nv2=5
E ciò a prescindere dal numero di piani e di campate, altrimenti se le istanze vengono trattate 
come indipendenti il numero di variabili aleatorie N sarà pari al numero delle variabili 
aleatorie per ciascuna sezione moltiplicato per il numero di istanze, quindi ipotizzando di aver 
definito una struttura con 3 piani (np=3) e 2 campate (nc=2) in cui i pilastri esterni (2 per 
piano) sono di tipo HEB260 mentre gli interni (1 per piano) sono di tipo HEB280 il numero N 
di variabili aleatorie sarà pari a:
N = np·[nv1·(2)+nv2·(nc-1)]=3·[2·(2)+3·(2-1)]=21
Un analogo discorso vale per la generazione delle variabili aleatorie legate alle travi, ai giunti 
ai dispositivi isolatori e dissipatori e alle imperfezioni di travi colonne e controventi.
Nella seguente tabella sono riportate le opzioni riguardanti la generazione delle variabili 
aleatorie:
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Descrizione Note
Sezioni travi indipendenti Considera ogni istanza di una determinata trave 
come indipendente (per ogni istanza verrà generato 
un set indipendente di valori per le variabili 
aleatorie)
Sezioni colonne 
indipendenti
Considera ogni istanza di una determinata colonna 
come indipendente (per ogni istanza verrà generato 
un set indipendente di valori per le variabili 
aleatorie)
Giunti indipendenti Considera ogni istanza di una determinato giunto 
come indipendente (per ogni istanza verrà generato 
un set indipendente di valori per le variabili 
aleatorie)
Imperfezioni indipendenti Considera indipendente l’imperfezione delle travi e 
delle colonne di ogni campata e di ogni piano
Dissipatori indipendenti Considera ogni istanza di una determinato 
dispositivo (isolatore o dissipatore) come 
indipendente (per ogni istanza verrà generato un set 
indipendente di valori per le variabili aleatorie)
Tabella 4.12: opzioni riguardanti la generazione delle variabili aleatorie
Per ogni tipo di modellazione è inoltre possibile definire il modello isteretico da adottare 
scegliendo tra le seguenti opzioni:
 per la molla del pannello d’anima 
 Kim&engelhardt 
 Pivot modificato 
 per la molla rotazionale dei giunti 
 Bilineare 
 Trilineare 
 Pivot modificato 
 per la molla di ridirezione del macromodello TSR2 
 Bilineare 
 Trilineare 
 Pivot modificato 
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 per le molle rotazionali che modellano le cerniere plastiche. 
 Bilineare 
 Pivot modificato 
 4.5.1.2 Sezioni Colonne
In questa scheda è possibile definire i parametri geometrici e meccanici che descrivono le 
sezioni da adottare per le colonne.
Come illustrato nella seguente Figura 4.6 le sezioni possono essere definite come sezioni in 
solo acciaio o sezioni composte acciaio calcestruzzo di tipo parzialmente ricoperto (Partially 
Encased).
Figura 4.6: Esempio di sezioni di colonne in solo acciaio e composta parzialmente ricoperta
I parametri meccanici e geometrici utilizzati per definire le sezioni profilate delle colonne 
sono i seguenti:
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descrizione unità note
Nome profilo Identificativo univoco necessario ad 
identificare la sezione definita 
all’interno del programma e dei file 
di input
Altezza profilo [mm] Altezza del profilo metallico
Larghezza profilo [mm]
Spessore flangia [mm]
Spessore anima [mm]
Raggio di raccordo [mm] Raggio di raccordo tra anima e 
flange
Tensione di snervamento flangia [MPa]
Tensione di snervamento anima [MPa]
Tabella 4.13: parametri meccanici e geometrici utilizzati per definire le sezioni profilate
Per la definizione delle sezioni composte a ricoprimento parziale sono disponibili i seguenti 
parametri:
descrizione unità Note
Tensione snervamento 
armature
[MPa]
Tensione di rottura 
cilindrica del calcestruzzo
[MPa]
Posizione armature [+-x] [mm] Larmatura longitudinale presente nella 
sezione di calcestruzzo viene specificata 
indicandone la posizione rispetto al 
baricentro della sezione metallica e il 
diametro il programma specchia 
automaticamente ogni armatura inserita 
lungo l’asse x e y in maniera da ottenere 
sempre un’armatura simmetrica
Posizione armature [+-y] [mm]
Diametro armature [mm]
Errore posizione delle 
barre
[mm] Ad ogni barra inserita può essere associato 
un errore aleatorio sulla posizione
Errore diametro barre [mm] Ad ogni barra inserita può essere associato 
un errore aleatorio sul diametro della barra
Tabella 4.14: parametri per la definizione delle sezioni composte a ricoprimento parziale
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 4.5.1.3 Sezioni Travi
In questa scheda è possibile definire i parametri geometrici e meccanici che descrivono le 
sezioni da adottare per le travi.
Come illustrato nella seguente Figura 4.8 le sezioni possono essere definite come sezioni in 
solo acciaio o sezioni composte acciaio calcestruzzo con soletta collaborante piena o nervata a 
coste trasversali.
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Figura 4.8: Esempio di sezioni di trave con profilo metallico laminato e composta con soletta  
collaborante
I parametri meccanici e geometrici utilizzati per definire le sezioni profilate delle colonne 
sono i seguenti:
descrizione unità note
Nome profilo Identificativo univoco necessario ad 
identificare la sezione definita 
all’interno del programma e dei file 
di input
Altezza profilo [mm] Altezza del profilo metallico
Larghezza profilo [mm]
Spessore flangia [mm]
Spessore anima [mm]
Raggio di raccordo [mm] Raggio di raccordo tra anima e 
flange
Tensione di snervamento flangia [MPa]
Tensione di snervamento anima [MPa]
Figura 4.9: Parametri sezioni profilate per la definizione di travi
Per la definizione delle sezioni composte a soletta collaborante, realizzata mediante l’impiego 
di una connessione a taglio realizzata con pioli di tipo NELSON, sono disponibili i seguenti 
parametri:
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descrizione unità Note
Tensione snervamento 
armature
[MPa]
Tensione di rottura 
cilindrica del 
calcestruzzo
[MPa]
Spessore soletta [mm] Altezza totale della soletta comprese le 
nervature
Altezza nervature soletta [mm]
Larghezza nervature 
soletta
[mm]
Diametro barre [mm] L’armatura longitudinale viene specificata 
indicando una serie di coppie costituite dal 
diametro e dal numero delle barre di quel 
diametro da distribuire nella soletta
numero barre
Copriferro barre [mm] Copriferro delle barre all’estradosso della 
soletta
Errore diametro barre [mm] Ad ogni barra inserita può essere associato un 
errore aleatorio sul diametro della barra
Tensione ultima pioli [MPa]
Diametro pioli [mm]
Altezza pioli [mm]
Passo pioli [mm] Coincide con il passo delle eventuali 
nervature
Lunghezza attiva pioli È possibile specificare la lunghezza da 
considerare attiva per il calcolo dei giunti o 
esprimendola in dimensioni assolute >1mm o 
in termini di dimensioni relative alla luce 
della trave con un numero compreso tra 0 e 1 
(se il valore è <=0 viene assunto 0.2L)
Numero pioli per fila
Figura 4.10: Parametri per la definizione di travi composte a soletta collaborante
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 4.5.1.4 Giunti flangiati
In questa scheda è possibile definire i parametri meccanici e geometrici utilizzati per definire 
le tipologie di giunti flangiati.
Come illustrato nelle seguente Figura 8 la scheda fornisce una rappresentazione grafica del 
giunto, sia tramite una visualizzazione in prospetto, in sezione ed in pianta che tramite la 
visualizzazione del diagramma momento rotazione sia del giunto intero che delle sole 
componenti metalliche. Dalla scheda è inoltre possibile esportarne una rappresentazione 
grafica del giunto in formato dxf (drawing exchange format).
Nel diagramma momento rotazione vengono inoltre riportati i limiti per la classificazione del 
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giunto come giunto cerniera o giunto incastro facendo riferimento alle rigidezze delle travi e 
delle colonne selezionate nelle rispettive schede.
Figura 4.12: esempio di giunto flangiato (prospetto, sezione, pianta e diagramma momento rotazione)
I parametri geometrici e meccanici utilizzati per descrivere i giunti flangiati sono indicati 
nella seguente tabella:
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descrizione unità note
Nome giunto Identificativo univoco per ogni giunto
Altezza flangia [mm] dimensioni complessive della flangia di estremità
Larghezza 
flangia
[mm]
Spessore flangia [mm]
Interasse bulloni [mm] Distanza orizzontale tra le due file di bulloni ai due 
lati dell’anima della trave
Sporgenza 
flangia inferiore
[mm] Sporgenza della flangia rispetto all’ala inferiore della 
trave
Tensione 
snervamento 
flangia
[MPa]
Tensione ultima 
bulloni
[MPa]
Diametro 
bullone
[mm] Il posizionamento dei bulloni viene specificato 
indicando per ogni fila il diametro dei bulloni 
impiegati e la distanza della fila di bulloni dal 
baricentro della sezione metallica della trave
Posizione 
bullone
[mm]
Irrigidimento 
bulloni
Codice
0
1
2
3
Codice che indica se la fila di bulloni è adiacente ad 
un irrigidimento e se correggerne la posizione (vedi 
Tabella 4.10)
0] fila non irrigidita
1] fila irrigidita
2] fila irrigidita e il programma ne corregge la 
posizione se è attiva l’opzione “corregi linea azione 
T-stub” tra i parametri di modellazione
3] fila irrigidita e la posizione viene corretta a 
prescindere dalla relativa opzione.
Errore diametro 
bulloni
[mm]
Errore posizione 
bulloni
[mm]
Tabella 4.15: parametri geometrici e meccanici utilizzati per descrivere i giunti flangiati
Nella seguente tabella sono riportati i parametri relativi agli eventuali irrigidimenti presenti 
nel nodo
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Spessore irrigidimenti 
colonna
[mm] Spessore delle piastre di irrigidimento della 
colonna all’altezza delle ali delle travi (omesse 
se=0)
Spessore saldatura 
irrigidimento colonna
[mm] Altezza di gola del cordone di saldatura o 0 in 
caso di saldatura a completa penetrazione
Spessori irrigidimenti 
flangia superiore
[mm] Spessore eventuali piastre di irrigidimento 
esterne alle ali della trave
Spessori irrigidimenti 
flangia inferiore
[mm]
Spessore saldatura 
irrigidimento flangia
[mm] Altezza di gola del cordone di saldatura o 0 in 
caso di saldatura a completa penetrazione
Spessore saldatura 
flangia trave
[mm] Altezza di gola del cordone di saldatura tra le ali 
della trave e la flangia di estremità o 0 in caso di 
saldatura a completa penetrazione
Spessore saldatura 
anima trave
[mm] Altezza di gola del cordone di saldatura tra 
l’anima della trave e la flangia di estremità o 0 
in caso di saldatura a completa penetrazione
Tensione di 
snervamento 
backplate
[MPa] Tensione di snervamento backplate e 
doublerplate (se=0 usa la stessa tensione di 
snervamento della piastra)
Spessore backplate [mm]
Spessore doubler plate [mm]
Raddoppia 
doublerplate
Posiziona una seconda piastra dalla parte 
opposta dell’anima della colonna
Spessore irrigidimenti 
diagonali
[mm]
Tensione snervamento 
irrigidimenti diagonali
[MPa] Se=0 usa la stessa tensione di snervamento della 
piastra
Tabella 4.16: parametri relativi agli eventuali irrigidimenti presenti nel nodo
Nella seguente tabella sono riportati i parametri geometrici e meccanici riguardanti i nodi 
composti
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descrizione unità Note
Diametro barre trasversali [mm] Numero e diametro barre armatura 
trasversali nella soletta ai due lati della 
colonna
Numero barre trasversali
Diametro barre trasversali [mm] Numero e diametro barre armatura 
longitudinali nella soletta in 
corrispondenza del nodo
Numero barre trasversali
Errore diametro barre [mm]
Tensione snervamento barre 
longitudinali 
[MPa] se=0 usa la stessa tensione di snervamento 
delle barre nelle travi
Tensione snervamento barre 
trasversali
[MPa] se=0 usa la stessa tensione di snervamento 
delle barre longitudinali
Sconfinamento calcestruzzo 
sotto le barre
Considera l’effetto di sconfinamento del 
calcestruzzo
Lunghezza meccanismo 1 [mm] Lunghezze utilizzate per il calcolo delle 
rigidezze del meccanismo di interazione 
tra soletta e colonna (vedi paragrafo 3.2.9 )
Lunghezza barre 
longitudinali meccanismo 2
[mm]
Lunghezza barre trasversali 
meccanismo 2
[mm]
Tabella 4.17: parametri geometrici e meccanici riguardanti i nodi composti
 4.5.1.5 Giunti angolari
In questa scheda è possibile definire i parametri meccanici e geometrici utilizzati per definire 
le tipologie di giunti con angolari (Figura 4.13).
Anche in questo caso come per i giunti flangiati la scheda fornisce una rappresentazione 
grafica del giunto, sia tramite una visualizzazione in prospetto, in sezione ed in pianta che 
tramite la visualizzazione del diagramma momento rotazione sia del giunto intero che delle 
sole componenti metalliche. Dalla scheda è inoltre possibile esportarne una rappresentazione 
grafica del giunto in formato dxf (drawing exchange format).
Analogamente a quanto avviene nella scheda riguardante i giunti flangiati, nel diagramma 
momento rotazione vengono riportati i limiti per la classificazione del giunto come giunto 
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cerniera o giunto incastro sempre calcolate facendo riferimento alle rigidezze delle travi e 
delle colonne selezionate nelle rispettive schede.
Figura 4.13: esempio di giunto con angolari (prospetto, sezione, pianta e diagramma momento  
rotazione)
I parametri geometrici e meccanici utilizzati per descrivere i giunti con angolari sono indicati 
nelle seguenti tabelle:
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descrizione unità note
Nome giunto Identificativo univoco per ogni giunto
Spessore gap [mm] Gap tra la colonna e la trave 
Errore posizione 
bulloni
[mm] Errori da attribuire alla posizione e al diametro dei 
bulloni definiti per gli angolari
Errore diametro 
bulloni
[mm]
Figura 4.14: parametri utilizzati per descrivere i giunti con angolari
Nella seguente tabella sono elencati i parametri riguardanti gli angolari esterni alle flange 
della trave:
descrizione unità note
Altezza [mm] Altezza del profilo angolare (lato colonna)
Lunghezza [mm] Lunghezza del profilo angolare (lato trave)
Profondità [mm] Profondità dell’angolare
Spessore [mm] Spessore del profilo
Raggio [mm] Raggio di raccordo del profilo
Interasse bulloni [mm] Distanza orizzontale tra i bulloni della 
stessa fila
Tensione snervamento [MPa] Tensione di snervamento del profilo
Tensione ultima bulloni 
lato colonna
[MPa] Parametri riguardanti i bulloni tra 
l’angolare e la colonna, la posizione della 
fila è misurata a partire dalla flangia della 
trave, il codice di irrigidimento ha il 
significato illustrato in Tabella 4.15
diametro [mm]
posizione [mm]
irrigidito codice
Tensione ultima bulloni 
trave
[MPa] Parametri riguardanti i bulloni tra 
l’angolare e la trave, la posizione è 
misurata dall’estremità della trave, (se la 
tensione ultima è posta a zero viene 
utilizzata la stessa dei bulloni lato colonna)
diametro [mm]
posizione [mm]
Tensione di snervamento 
backplate
[MPa] Tensione di snervamento del profilo (se 
impostata a 0 viene assunta pari alla 
tensione di snervamento del profilo)
Spessore backplate [mm] Spessore della piastra di rinforzo
Tabella 4.18: parametri riguardanti gli angolari esterni
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Nella seguente tabella sono elencati i parametri riguardanti gli angolari in corrispondenza 
dell’anima della trave:
descrizione unità Note
Altezza [mm] Altezza del profilo angolare (lato colonna)
Lunghezza [mm] Lunghezza del profilo angolare (lato trave)
Profondità [mm] Profondità dell’angolare
Spessore [mm] Spessore del profilo
Raggio [mm] Raggio di raccordo del profilo
posizione bulloni 
colonna
[mm] Distanza orizzontale tra i bulloni e il bordo 
dell’anima dell’angolare
Tensione snervamento [MPa] Tensione di snervamento del profilo
Tensione ultima bulloni 
lato colonna
[MPa] Parametri riguardanti i bulloni tra 
l’angolare e la colonna, la posizione della 
fila è misurata a partire dalla flangia della 
trave, il codice di irrigidimento ha il 
significato illustrato in Tabella 4.15
diametro [mm]
posizione [mm]
irrigidito codice
Tensione ultima bulloni 
trave
[MPa] Parametri riguardanti i bulloni tra 
l’angolare e la trave, la posizione è 
misurata dall’estremità della trave, (se la 
tensione ultima è posta a zero viene 
utilizzata la stessa dei bulloni lato colonna)
diametro [mm]
posizione [mm]
Tensione di snervamento 
backplate
[MPa] Tensione di snervamento del profilo (se 
impostata a 0 viene assunta pari alla 
tensione di snervamento del profilo)
Spessore backplate [mm] Spessore della piastra di rinforzo
Tabella 4.19: parametri riguardanti gli angolari d’anima
Nella seguente tabella sono riportati i parametri relativi agli eventuali irrigidimenti presenti 
nel nodo.
Pagina 169 di 315
AUTOMATIZZAZIONE DELL’ANALISI PROBABILISTICA
Spessore irrigidimenti 
colonna
[mm] Spessore delle piastre di irrigidimento della 
colonna all’altezza delle ali delle travi 
(omesse se=0)
Spessore saldatura 
irrigidimento colonna
[mm] Altezza di gola del cordone di saldatura o 0 
in caso di saldatura a completa penetrazione
Spessore doubler plate [mm]
Raddoppia doublerplate Posiziona una seconda piastra dalla parte 
opposta dell’anima della colonna
Spessore irrigidimenti 
diagonali
[mm]
Tensione snervamento 
irrigidimenti diagonali
[MPa] Se=0 usa la stessa tensione di snervamento 
della piastra
Tabella 4.20: parametri relativi agli eventuali irrigidimenti
Nella seguente tabella sono riportati i parametri geometrici e meccanici riguardanti i nodi 
composti
descrizione unità Note
Diametro barre trasversali [mm] Numero e diametro barre armatura 
trasversali nella soletta ai due lati della 
colonna
Numero barre trasversali
Diametro barre trasversali [mm] Numero e diametro barre armatura 
longitudinali nella soletta in 
corrispondenza del nodo
Numero barre trasversali
Errore diametro barre [mm]
Tensione snervamento barre 
longitudinali 
[MPa] se=0 usa la stessa tensione di snervamento 
delle barre nelle travi
Tensione snervamento barre 
trasversali
[MPa] se=0 usa la stessa tensione di snervamento 
delle barre longitudinali
Sconfinamento calcestruzzo 
sotto le barre
Considera l’effetto di sconfinamento del 
calcestruzzo
Lunghezza meccanismo 1 [mm] Lunghezze utilizzate per il calcolo delle 
rigidezze del meccanismo di interazione 
tra soletta e colonna (vedi paragrafo 3.3.9)
Lunghezza barre 
longitudinali meccanismo 2
[mm]
Lunghezza barre trasversali 
meccanismo 2
[mm]
Tabella 4.21: parametri riguardanti i nodi composti
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 4.5.1.6 Giunti Generici
In questa scheda è possibile definire dei giunti generici a prescindere dalla loro tipologia 
costruttiva definendo direttamente i parametri meccanici che ne definiscono il comportamento 
quali rigidezza rotazionale e resistenza ultima e non tramite i parametri geometrici e 
meccanici delle singole componenti.
I parametri utilizzati per definire i giunti sono riportati nella seguente tabella:
descrizione unità note
Nome Identificativo univoco del giunto
Rigidezza rotazionale positiva [Nmm/rad]
Rigidezza rotazionale 
negativa
[Nmm/rad] Se posta a 0 viene assunta pari alla 
rigidezza positiva
Resistenza giunto positiva [Nmm]
Resistenza giunto negativa [Nmm] Se posta a 0 viene assunta pari alla 
resistenza positiva
Modello isteretico Bilineare, Trilineare o Pivot 
Tabella 4.22: parametri utilizzati per definire i giunti generici
 4.5.1.7 Sezioni controvento
In questa scheda è possibile definire i parametri geometrici e meccanici delle sezioni 
metalliche utilizzate per la realizzazione degli eventuali controventi.
I ti pi di sezioni che è possibile definire sono riportati nella seguente tabella:
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tipologia di sezione parametri unità
Sezione tubolare
Nome (identificativo univoco della 
sezione)
Raggio (raggio esterno della sezione) [mm]
Spessore (spessore della parete) [mm]
Tensione di snervamento [MPa]
Sezione scatolare
Nome (identificativo univoco della 
sezione)
Altezza (altezza esterna della sezione) [mm]
Larghezza (larghezza esterna della sezione) [mm]
Spessore (spessore della parete) [mm]
Tensione di snervamento [MPa]
Sezione a L
Nome (identificativo univoco della 
sezione)
Altezza (altezza esterna della sezione) [mm]
Larghezza (larghezza esterna della sezione) [mm]
Spessore (spessore del profilo) [mm]
Tensione di snervamento [MPa]
Sezione circolare
Nome (identificativo univoco della 
sezione)
Raggio (raggio esterno della sezione) [mm]
Tensione di snervamento [MPa]
Sezione rettangolare
Nome (identificativo univoco della 
sezione)
Altezza (altezza esterna della sezione) [mm]
Larghezza (larghezza esterna della sezione) [mm]
Tensione di snervamento [MPa]
Tabella 4.23: tipologie di sezioni per i controventi
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 4.5.1.8 Dissipatori
In questa scheda è possibile definire i parametri geometrici e meccanici necessari a modellare 
il comportamento dei dissipatori e degli isolatori di base
Il programma consente di definire le seguenti classi di dispositivi ovvero:
• dissipatori viscoelastici in gomma ad alto smorzamento (HDR) che utilizzano il 
modello isteretico HDR definito al  3.3.7 
• dissipatori di tipo elastoplastico che utilizzano il modello isteretico bilineare, trilineare 
o pivot definiti ai paragrafi  3.3.2  e  3.3.4 .
• dissipatori viscosi e viscoelastici di tipo lineare e non lineare che utilizzano il modello 
isteretico DASHPOT non lineare definito al paragrafo  3.3.6 
Per la definizione di dissipatori viscoelastici HDR sono disponibili i parametri elencati nella 
seguente tabella:
descrizione unità note
nome Identificativo univoco del dispositivo
Ingombro dispositivo [mm] Distanza tra i due nodi che rappresentano il 
dispositivo nel modello numerico
Altezza gomma [mm] Altezza complessiva degli strati di gomma
Area gomma [mm] Area della sezione resistente di gomma
Parametro di danno 
iniziale Qe0 
(componente elastica)
Parametri compresi tra 0 e 1 che definiscono 
lo stato iniziale della gomma a causa del 
degrado dovuto all’effetto Mullin (0= 
dispositivo nuovo o inutilizzato da molto 
tempo 1=massimo degrado)
Parametro di danno 
iniziale Qv0
(componente viscosa)
Scorrimento ultimo a 
rottura del dispositivo
[rad]
Tabella 4.24: parametri dei dissipatori viscoelastici HDR
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Per la definizione dei parametri riguardanti i dispositivi generici viscosi e viscoelastici sono 
disponibili i seguenti parametri:
descrizione unità note
nome Identificativo univoco del dispositivo
Ingombro dispositivo [mm] Distanza tra i due nodi che rappresentano il 
dispositivo nel modello numerico
Rigidezza elastica [N/mm] Rigidezza degli ancoraggi del dispositivo 
(se posta pari a zero viene ignorata)
Forza di precarico [N] Forza di precarico dei dispositivi viscosi 
con valvola di laminazione
Rigidezza 
ricentraggio
[N/mm] Rigidezza elastica del dispositivo o della 
molla di ricentraggio o del
Loss factor [-] Il programma consente di specificare lo 
smorzamento del dispositivo tramite il 
Loss factor oppure direttamente tramite il 
fattore di smorzamento C
coefficiente di 
smorzamento C
[N(s/mm) α]
Coefficiente di non 
linearità α
[-] Coefficiente di non linearità (F=C∙|V|α)
Tabella 4.25: parametri per la definizione di dispositivi generici viscosi e viscoelastici
Per la definizione dei parametri riguardanti i dispositivi generici elasto-plastici sono 
disponibili i seguenti parametri:
descrizione unità note
nome Identificativo univoco del dispositivo
Ingombro dispositivo [mm] Distanza tra i due nodi che rappresentano il 
dispositivo nel modello numerico
Rigidezza elastica [N/mm] Rigidezza elastica del dispositivo
Fattore incrudimento Rapporto tra la rigidezza del primo ramo 
incrudente e la rigidezza elastica
Fattore plastico Rapporto tra la rigidezza del secondo ramo 
incrudente e la rigidezza elastica
Resistenza ultima [N] Se posta a zero il dispositivo viene assunto 
come indefinitamente elastico
Fattore di 
snervamento
Rapporto tra la resistenza allo snervamento 
e la resistenza ultima
Modello isteretico Il modello isteretico per i dissipatori 
elastoplastici può essere scelto tra i 
seguenti :Bilineare, Trilineare o Pivot
Tabella 4.26: parametri riguardanti i dispositivi generici elasto-plastici
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 4.5.1.9 Assegnazione sezioni
In questa scheda è possibile assegnare, per ogni campata e per ogni piano, ad ogni colonna e 
trave una delle sezioni precedentemente definite nelle relative schede. Allo stesso modo è 
possibile assegnare ad ogni giunto, una delle tipologie di giunti precedentemente definite nelle 
relative schede.
In questa scheda è altresì possibile stabilire per ogni piano e per ogni campata la tipologia di 
controvento da adottare con le relative sezioni e dispositivi dissipativi equipaggiati.
La scheda è suddivisa nei seguenti campi ciascuno dei quali organizzato in forma di matrice 
con numero di righe e di colonne che rispecchiano il numero dei piani e delle campate 
definito nella scheda “Geometria Telaio” (paragrafo  4.5.1.1 ):
descrizione note
Colonne In questa matrice è possibile assegnare a ciascuna colonna una 
delle sezioni definite nella scheda “Sezioni Colonne” (paragrafo 
 4.5.1.2 )
Travi In questa matrice è possibile assegnare a ciascuna trave una delle 
sezioni definite nella scheda “Sezioni Travi” (paragrafo  4.5.1.3 )
Giunti In questa matrice è possibile assegnare a ciascun giunto trave 
colonna una delle sezioni definite nelle schede “Giunti Flangiati”, 
“Giunti Angolari” o “Giunti Generici” (paragrafi  4.5.1.4 ,  4.5.1.5  
 4.5.1.6 )
Giunti base In questa matrice è possibile assegnare a ciascun giunto di base una 
delle sezioni definite nella scheda “Giunti Generici” (paragrafo 
 4.5.1.6 ) o lasciando il campo vuoto si assegna un incastro perfetto.
Dispositivi 
di 
isolamento 
alla base
In questa matrice è possibile assegnare i dispositivi di isolamento di 
base definiti nella scheda “Dissipatori” (paragrafo  4.5.1.8 ) se 
presenti o altrimenti lasciando il campo vuoto se non presenti.
Travi alla 
base
In questa matrice è possibile assegnare a ciascuna trave di base 
eventualmente presente una delle sezioni definite nelle schede 
“Sezioni Travi”, “Sezioni controventi” (paragrafi  4.5.1.3 e  4.5.1.7
) oppure un vincolo interno di tipo rigid body o una trave fittizia 
infinitamente rigida.
Tabella 4.27: sezioni della scheda "ASSEGNAZIONE SEZIONI"
Per la definizione dei controventi sono disponibili i seguenti campi
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Dispositivi controventi In questa matrice è possibile assegnare a ciascun 
controvento uno dei dispositivi definiti nella scheda 
“Dissipatori” (paragrafo  4.5.1.8 ) 
Tipo controventi In questa matrice è possibile stabilire le tipologie di 
controvento da assegnare a ciascuna campata per 
ciascun piano scegliendo tra le tipologie:
 
croce di S. 
Andrea. 
 
V 
 
V rovescia 
concentrica
 
tiranti diagonali 
incrociati 
 
tiranti diagonali
 
V rovescia con 
tiranti
Sezioni controventi In questa matrice è possibile assegnare a ciascun 
controvento una delle sezioni definite nelle chede 
“Sezioni Colonne” e “Sezioni controventi” (paragrafi 
 4.5.1.2 e  4.5.1.7 ) oppure un vincolo interno di tipo 
rigid body o una trave fittizia infinitamente rigida.
Tiranti controventi In questa matrice è possibile assegnare a ciascun 
controvento con tiranti una delle sezioni definite nella 
scheda “Sezioni controventi” (paragrafo  4.5.1.7 )
Tabella 4.28: parametri per la definizione dei controventi
Per la definizione di controventi eccentrici è inoltre possibile specificare una eccentricità 
superiore ed una inferiore tra la linea d’asse delle travi e i nodi in cui convergono gli assi dei 
controventi.
descrizione unità note
Eccentricità superiore [mm] Eccentricità rispetto alla linea d’asse delle 
travi superiori
Eccentricità inferiore [mm] Eccentricità rispetto alla linea d’asse delle 
travi inferiori
Tabella 4.29: parametri di eccentricità
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 4.5.1.10 Carichi
In questa scheda è possibile specificare i pesi specifici da assegnare ai materiali per il calcolo 
dei pesi propri, nonché i carichi permanenti portati ed i carichi accidentali da assegnare a 
ciascun piano e a ciascuna campata della struttura.
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Nella seguente tabella sono riportati i parametri che definiscono i carichi statici agenti sulla 
struttura:
descrizione unità note
Peso specifico del 
calcestruzzo
[N/mm3] Peso specifico del calcestruzzo 
Peso specifico 
dell’acciaio
[N/mm3] Peso specifico dell’acciaio
Carichi permanenti 
portati
[MPa] Matrice che consente di specificare per 
ciascun piano e per ciascuna campata una 
quota di carico permanente portato assunto 
come deterministico 
Variazione dei carichi 
permanenti portati
[MPa] Quota del carico permanente portato 
aleatorio da applicare a tutte le campate e a 
tutti i piani
Sovraccarichi [MPa] Matrice che consente di specificare per 
ciascun piano e per ciascuna campata una 
quota del carico accidentale assunto come 
deterministico
Variazione dei 
sovraccarichi
[MPa] Quota del carico accidentale aleatorio da 
applicare a tutte le campate e a tutti i piani
Tabella 4.30: parametri per la definizione dei carichi statici
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 4.5.1.11 Step
In questa scheda è possibile stabilire il tipo di analisi da eseguire sui modelli generati ed i 
relativi parametri di integrazione da utilizzare con i solutori per l’esecuzione delle analisi 
numeriche, nonché le azioni sismiche da applicare alle analisi dinamiche di tipo time history.
Per ogni step di analisi ad eccezione dello step modale di estrazione dei modi di vibrare è 
possibile specificare se il solutore di ABAQUS deve tenere conto degli effetti del secondo 
ordine, mentre il solutore di ADAPTIC tiene conto degli effetti del secondo ordine in modo 
automatico ed imprescindibile.
Oltre allo step di analisi statico in cui vengono applicati i carichi statici verticali, è possibile 
aggiungere una o più tra le seguenti tipologie di step di analisi:
• analisi modale (estrazione dei modi di vibrare e dei relativi periodi);
• analisi di pushover con distribuzione del carico orizzontale proporzionale alle masse 
(distribuzione costante con l’altezza);
• analisi di pushover con distribuzione del carico orizzontale proporzionale alle masse e 
all’altezza da terra (distribuzione triagolare);
• analisi dinamica con accelerogramma
Nel caso di analisi dinamica con accelerogramma l’azione sismica può essere definita sia in 
modo deterministico che aleatorio. Per definire l’azione sismica in è possibile specificare uno 
o più accelerogrammi da scegliere in modo deterministico oppure aleatorio con distribuzione 
di probabilità costante. Anche l’intensità dell’azione sismica può essere definita in modo 
deterministico o aleatorio e viene espressa in termini di accelerazione di picco (PGA/g), di 
spostamento spettrale (Sd), di pseudovelocità spettrale (Sv) e di pseudoaccelerazione 
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spettrale(Sa). 
Nella seguente tabella sono riportati i parametri utilizzati per definire lo step di analisi modale 
e di applicazione dei carichi verticali:
descrizione note
step di analisi modale
Numero di modi Numero di modi di vibrare da estrarre
Step carichi verticali
Effetti del secondo 
ordine
Specifica se il solutore di ABAQUS deve tenere 
conto degli effetti del secondo ordine durante lo step 
di applicazione dei carichi verticali (il solutore di 
ADAPTIC ne tiene conto in ogni caso)
Tabella 4.31: parametri utilizzati per definire lo step di analisi modale
Nella seguente tabella sono riportati i parametri utilizzati per definire gli step di analisi statica 
non lineare (pushover)
descrizione Note
Pushover a carico 
costante
Specifica se effettuare uno step di pushover utilizzando una 
distribuzione di forze orizzontali proporzionali alle masse
Pushover a carico 
triangolare
Specifica se effettuare uno step di pushover utilizzando una 
distribuzione di forze orizzontali proporzionali alle masse e 
alle altezze rispetto al suolo
Effetti del secondo 
ordine
Specifica se il solutore di ABAQUS deve tenere conto 
degli effetti del secondo ordine durante lo step di pushover 
(il solutore di ADAPTIC ne tiene conto in ogni caso)
Numero massimo 
intervalli di carico
Specifica il numero di intervalli di carico in cui 
suddividere fa fase di applicazione dei carichi orizzontali
Massimo 
moltiplicatore dei 
carichi
Specifica il massimo rapporto tra il taglio alla base e il 
peso della struttura oltre il quale interrompere l’analisi
Tabella 4.32: parametri utilizzati per definire gli step di analisi statica non lineare (pushover)
Per agevolare la scelta degli accelerogrammi da utilizzare facendo doppio click su uno degli 
accelerogrammi importati il programma apre una finestra che dà la possibilità di visualizzare 
gli accelerogrammi scelti e di generarne e salvarne su file gli spettri di risposta in termini di 
spostamento totale, spostamento plastico, velocità, pseudo velocità, accelerazione, pseudo 
accelerazione, energia elastica e plastica e taglio alla base.
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Nella seguente tabella sono riportati i parametri utilizzati per definire lo step di analisi 
dinamica con accelerogramma:
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descrizione unità note
Massimo passo di 
integrazione
[sec]
Limita durata 
sismi superiore a
[sec] Consente di limitare l’analisi alla parte iniziale 
dell’accelerogramma 
PGA aleatoria [g] Assegna l’accelerazione di picco del terreno in modo 
aleatorio
Assegna PGA [g] Assegna l’accelerazione di picco del terreno in modo 
deterministico.
Assegna Sd [mm] Specifica l’intensità del sisma in termini di spettro di 
spostamento in modo deterministico
Assegna Sv [m/sec] Specifica l’intensità del sisma in termini di spettro di 
pseudo-velocità in modo deterministico
Assegna Sa [g] Specifica l’intensità del sisma in termini di spettro di 
pseudo-accelerazione in modo deterministico
Assumi 
l’accelerogramma 
come variabile 
aleatoria
gli accelerogrammi vengono considerati come una variabile 
aleatoria con distribuzione di probabilità costante e quindi 
per ogni esemplare generato ne viene scelto solo uno, 
altrimenti l’analisi viene ripetuta per ogni accelerogramma
Tabella 4.33: parametri utilizzati per definire lo step di analisi dinamica con accelerogramma
Nel caso in cui l’intensità dei sismi sia assegnata in modo deterministico il programma 
consente di specificare più valori in forma di vettore per ognuno dei quali viene eseguita una 
analisi a se stante.
Oltre che per le intensità dei sismi anche per gli accelerogrammi se essi vengono assunti come 
deterministici è possibile specificarne una lista per ognuno dei quali viene eseguita una analisi 
a se stante.
Nella seguente tabella sono riportati i parametri utilizzati per regolare il comportamento del 
solutore di ADAPTIC[62]:
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numero punti di 
integrazione
Numero di punti di integrazione utilizzati nelle sezioni 
non elastiche
Numero massimo di 
iterazioni
Numero massimo di interazioni utilizzate per cercare la 
convergenza della soluzione
Numero di interazioni 
dopo cui non 
ricalcolare la rigidezza
Inserendo un numero maggiore o uguale al massimo 
numero di interazioni verrà utilizzato lo schema di 
integrazione di Newton-Rapson, mentre inserendo 1 
utilizza il metodo di Newton-Rapson modificato.      
Fattore di riduzione 
dello step
Fattore per cui ridurre il passo di integrazione temporale 
in caso di mancata convergenza.
Numero iterazioni 
controllo divergenza
Numero di iterazioni dopo di cui effettuare un controllo 
sulla divergenza della soluzione
Numero interazioni 
riscalate
Vedere manuale ADAPTIC
Livello rilassamento 
tolleranza
Vedere manuale ADAPTIC
Massimo valore 
convergenza
Valore utilizzato per stabilire la tolleranza 
sull’integrazione dell’equazione del moto
Parametro alfa HHT Parametro alfa dello schema di integrazione sul passo di 
Hilbert Hughens e Taylor
Affinamento 
integrazione
Vedere manuale ADAPTIC
Tabella 4.34: parametri utilizzati per regolare il comportamento del solutore di ADAPTIC
Nella seguente tabella sono riportati i parametri utilizzati per regolare il comportamento del 
solutore di ABAQUS[15]:
frequenza output su ODB Frequenza degli output da scrivere sul file ODB 
utilizzato per la visualizzazione dei risultati 
dell’analisi mediante l’interfaccia di ABAQUS
Haftol Tolleranza utilizzata da ABAQUS per la soluzione 
dell’equazione del moto durante le analisi 
dinamiche (vedere documentazione ABAQUS)
Tabella 4.35: parametri utilizzati per regolare il comportamento del solutore di ABAQUS
Per una più approfondita descrizione dei parametri specifici dei due solutori si rimanda alla 
relativa documentazione.
Nella seguente tabella sono riportati i parametri utilizzati per calcolare il parametro di Park 
&Ang [63]:
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descrizione unità
Parametro beta di Park &Ang -
Rotazione ultima giunti trave colonna [rad]
Rotazione ultima giunti base [rad]
Tabella 4.36: parametri utilizzati per calcolare il parametro di Park &Ang
 4.5.1.12 Anteprima
In questa scheda viene visualizzata un’anteprima del telaio generato e del relativo modello 
numerico. La scheda fornisce una rappresentazione grafica del prospetto del telaio sulla quale 
viene sovrapposto lo schema del modello numerico in cui vengono evidenziati i nodi, le aste 
rigide e deformabili con le relative sezioni nonché le molle i dispositivi di isolamento ed i 
dissipatori.
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 4.5.2 PROGRAMMI DI GESTIONE DELLE ANALISI CON 
ABAQUS E ADAPTIC
Per automatizzare il processo di esecuzione delle analisi numeriche e la successiva estrazione 
ed elaborazione dei risultati sono stati sviluppati due programmi capaci di interfacciarsi con i 
solutori di ABAQUS e di ADAPTIC rispettivamente e di interpretarne i risultati. Nella 
seguente figura è riportato il diagramma di flusso generale dell’intero processo di esecuzione 
delle analisi e di estrazione dei risultati.
Pur svolgendo fondamentalmente gli stessi compiti, i due programmi sono stati sviluppati 
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Per ogni file di input
Lancia analisi
Verifica presenza file di stato
INIZIO
FINE
Verifica progresso analisi
Leggi file di stato
Leggi ed estrai i risultati
Errore nel file 
di input analisi
non partita
Errore di convergenza
 analisi bloccata
Analisi completata con successo
Scrivi file dei risultati
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seguendo due approcci differenti per meglio adattarsi alle specifiche esigenze di 
interfacciamento con i due solutori e con i rispettivi ambienti di esecuzione (Windows per 
ABAQUS e Linux per ADAPTIC). 
Il programma di gestione delle analisi per ABAQUS è stato sviluppato in FORTRAN ed è 
diviso in due parti distinte, una parte è compilata in un normale codice eseguibile Windows ed 
ha il compito di gestire l’interfaccia utente ed il controllo dell’esecuzione delle analisi, la 
seconda parte, denominata filtro, è compilata in un file meta eseguibile da parte dello stesso 
solutore di ABAQUS ed ha il compito di gestire l’estrazione dei risultati. Il programma è 
dotato di una semplice interfaccia testuale e la comunicazione con l’utente avviene attraverso 
un file di testo con estensione *.JOB che contiene tutti i parametri che regolano la gestione 
delle analisi intervallati da righe di commento precedute da un doppio asterisco (**).
Il programma un a volta lanciata l’esecuzione di una analisi numerica con ABAQUS, ne 
attende la fine monitorandone il progresso per rilevare eventuali errori di esecuzione ed 
eventuali crash del solutore. Alla fine dell’analisi, se questa è terminata correttamente ne 
estrae i risultati e li salva in un file con estensione *.csv pronto per la successiva elaborazione 
da parte dell’utente. Se il programma rileva il crash del solutore o lo stallo dell’analisi, che 
potrebbe essere causato da un errore nella scelta dei parametri di integrazione dell’equazione 
del moto, provvede ad interromperne l’esecuzione e ripristinare l’ambiente di esecuzione 
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Illustrazione 4.1: interfaccia del programma di gestione delle analisi con  
ABAQUS
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spostando il file di input che ha causato il problema in un’apposita cartella in maniera tale da 
poter proseguire con l’esecuzione delle altre analisi e di consentire all’utente di correggere in 
un secondo tempo i parametri di esecuzione.
Nella seguente figura è riportato un esempio di file *.job contenente i parametri di esecuzione 
delle analisi.
** percorso completo in cui trasferire i risultati
D:\RISULTATI\TEST
** file contenente la lista dei file di input (con estensione)
LISTA.TXT
** file contenente le user subroutine (senza estensione)
UEL330
** alias del comando abaqus
ABAQUS
** nome filtro estrazione risultati
FILTRO_MONTECARLO7
** durata massima di una singola analisi (minuti)
15
** tempo avviamento analisi (secondi)
60
** intervallo di controllo fine analisi (secondi)
60
** cancella file *.odb e *.res (s/n)
N
** comprimi i risultati in un file zip
N
** rimpiazza file log preesistente (s/n)
S
** usare doppia precisione (s/n)
S
** numero massimo tentativi di arresto
30
Figura 4.20: Esempio di file contenente i parametri di gestione delle analisi con ABAQUS
Il programma per la gestione delle analisi con ADAPTIC invece è stato sviluppato in Python 
in maniera da poter essere facilmente eseguito sia in un ambiente Linux nativo che in un 
ambiente Windows lasciando confinata l’esecuzione del solutore ADAPTIC ad un ambiente 
Linux emulato. Questo programma non è diviso in due parti distinte ma integra all’interno di 
un unico meta-eseguibile Python sia le funzionalità di estrazione dei risultati che di gestione e 
supervisione delle analisi oltre che un’interfaccia grafica completa che consente all’utente di 
Pagina 187 di 315
AUTOMATIZZAZIONE DELL’ANALISI PROBABILISTICA
specificare direttamente tutti i parametri di esecuzione senza dover compilare un apposito file 
di testo come richiesto dal programma per ABAQUS. 
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del programma di gestione delle analisi  
mediante ADAPTIC
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 5 VALIDAZIONE
Ogni fase di sviluppo sia dei modelli numerici che dei programmi e delle subroutine che li 
implementano è stata accompagnata da una fase di validazione volta da un lato a verificare la 
validità delle assunzioni fatte e dei modelli adottati, e dall’altro ad individuare eventuali errori 
nella fase di implementazione.
Tale fase di validazione ha visto il confronto tra i risultati forniti dai modelli numerici 
implementati e i risultati di prove sperimentali condotte su singole componenti, su provini 
costituiti da singoli giunti e da intere strutture intelaiate sottoposte a prove di carico di tipo 
monotono, ciclico e  per quanto riguarda i telai anche da prove su tavola vibrante.  
5.1 VALIDAZIONE DEI MODELLI ISTERETICI
La prima fase di validazione ha riguardato i singoli modelli isteretici e quindi è stata 
caratterizzata da una prima fase in cui si sono simulate, tramite i modelli numerici sviluppati 
ed implementati, delle prove effettuate su provini rappresentativi del comportamento di 
singole componenti individuabili all’interno delle strutture sismo-resistenti quali elementi T-
stub, pioli di connessione di tipo Nelson e dissipatori viscoelastici in gomma ad alto 
smorzamento (HDR).
 5.1.1 PROVE SU SINGOLE COMPONENTI
Queste prove di validazione su singole componenti, vista l’estrema semplicità del modello 
numerico costituito da un’unica molla ad un grado di libertà a cui è associato il modello 
isteretico da validare, pur essendo le più semplici sono anche le più significative, forniscono 
un immediato riscontro sulla bontà del modello isteretico adottato.
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 5.1.1.1 Prove su elementi T-stub
Per la prima validazione del modello isteretico T-stub si sono simulate le prove di laboratorio 
eseguite da Clemente at al. [50] su elementi T equivalenti presso il laboratorio ufficiale prova 
materiali e strutture dell’università di Trieste nel periodo agosto 2003 – settembre 2004.
Tale indagine sperimentale ha avuto per oggetto degli elementi metallici T-stub appartenenti 
alle seguenti tipologie:
• Provini laminati ottenuti da profili commerciali HEA;
• Provini saldati ottenuti saldando due piatti posti ortogonalmente tra di loro;
• Provini bullonati ottenuti mediante l’accoppiamento di due angolari e un piatto di 
collegamento.
In particolare ogni tipologia di provino è stata realizzata in diverse dimensioni per poter 
confrontare le risposte a carichi ciclici di provini della stessa tipologia ma di diversa 
grandezza.
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Figura 5.1: Apparato sperimentale utilizzato durante le prove sperimentali su elementi T-
stub
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Si riportano nella seguente tabella le principali caratteristiche dei vari provini utilizzati.
Sigla Tipologia H B L tw Tf Φ1 Φ2 PROFILI 
UTILIZZATI
[mm] [mm] [mm] [mm] [mm]
T120B Bullonato 200 125 200 5 7 2 M16 3 M16 L60x120x7
T120S Saldato 98 120 200 5 8 2 M16 3 M16 -
T200B Bulonato 260 208 200 8 10 2 M20 3 M16 L100x150x10
T200S Saldato 130 200 200 6.5 10 2 M20 3 M16 -
T200L Laminato 150 200 200 6.5 10 2 M20 3 M16 HE200A
T240S Saldato 172 240 200 7.5 12 2 M20 6 M16 -
T240L laminato 190 240 200 7.5 12 2 M20 6 M16 HE240A
Tabella 5.1: dimensioni geometriche dei provini T-stub
Le prove sperimentali sono state condotte fissando i provini al telaio di prova per poi 
sottoporli, tramite un martinetto idraulico collegato ad una pompa azionata manualmente, a 
sollecitazioni cicliche di trazione e di compressione a spostamenti imposti.
Per il processo di validazione, oltre alle prove cicliche, sono stati utilizzati anche i risultati 
forniti da una serie di prove preliminari di carico monotono portate fino al collasso a cui è 
stato sottoposto un provino per ogni tipologia.
Le prove cicliche sono caratterizzate da una successione di cicli completi di carico e scarico di 
ampiezza massima via via crescente in maniera tale da condurre al collasso del provino. Le 
modalità e l’ampiezza dei diversi cicli delle prove di carico utilizzate per la validazione del 
modello numerico risultano in accordo con le prescrizioni della norma europea ECCS 45 che 
indica le modalità standard di esecuzione delle prove cicliche sugli acciai.
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In particolare la storia di carico adottata nelle indagini sperimentali è caratterizzata da una 
serie di cicli di ampiezza crescente, funzione del limite convenzionale di snervamento 
ricavato dalla prova monotona.
Le registrazioni di tali storie di spostamenti sono state utilizzate per l’esecuzione delle 
simulazioni numeriche a spostamenti imposti.
Prima di procedere a queste simulazioni numeriche si sono determinate per via analitica, con 
il metodo proposto dall'Eurocodice 3 [48], le rigidezze e le resistenze degli elementi 
necessarie a definire tutti i parametri del modello isteretico.
Per la determinazione di tali rigidezze e resistenze sono state utilizzate le caratteristiche 
geometriche dei provini e le tensioni ultime dei materiali riportate nelle seguenti tabelle:
Provino m [mm] n [mm] Tw [mm] Tb [mm]
T120B 23.5 29.5 19 7
T120S 30.5 27 5 8
T200B 36 54 28 10
T200S 46.75 50 6.5 10
T200L 46.75 50 6.5 10
T240S 71.25 45 7.5 12
T240L 71.25 45 7.5 12
Tabella 5.2: Caratteristiche geometriche dei provini T-Stub
Pagina 192 di 315
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calcolo di un elemento T-stub
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Tensioni ultime dei materiali
Tensione ultime flangia fu 360 [N/mm2]
Tensioni ultime bulloni fub 500 [N/mm2]
Tabella 5.3: Tensioni ultime dei materiali utilizzati per la realizzazione dei provini T-stub
Nelle seguenti tabelle sono riportate le principali caratteristiche meccaniche calcolate per ogni 
provino ed utilizzate nella definizione dei parametri del modello isteretico; Mentre Nelle 
successive figure sono riportati i confronti tra i risultati ottenuti nelle prove sperimentali e i 
risultati delle simulazioni numeriche effettuate utilizzando il modello isteretico T-stub.
Legame costitutivo provino T120B
Rigidezza elastica Kel 653.75 [kN/mm]
Rigidezza plastica Kpl 163.44 [kN/mm]
Rigidezza incrudente Kh 29.42 [kN/mm]
Forza convenzionale al limite elastico Fy 73.68 [kN]
Forza al limite plastico Fpl 137.54 [kN]
Tabella 5.4: caratteristiche meccaniche del provino T120B
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Legame costitutivo provino T120S
Rigidezza elastica Kel 531.20 [kN/mm]
Rigidezza plastica Kpl 159.36 [kN/mm]
Rigidezza incrudente Kh 10.62 [kN/mm]
Forza convenzionale al limite elastico Fy 69.25 [kN]
Forza al limite plastico Fpl 104.93 [kN]
Tabella 5.5: caratteristiche meccaniche del provino T120S
Legame costitutivo provino T200B
Rigidezza elastica Kel 514.06 [kN/mm]
Rigidezza plastica Kpl 42.84 [kN/mm]
Rigidezza incrudente Kh 8.57 [kN/mm]
Forza convenzionale al limite elastico Fy 104.12 [kN]
Forza al limite plastico Fpl 198.77 [kN]
Tabella 5.6: caratteristiche meccaniche del provino T200B
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Legame costitutivo provino T200S
Rigidezza elastica Kel 461.52 [kN/mm]
Rigidezza plastica Kpl 23.08 [kN/mm]
Rigidezza incrudente Kh 4.62 [kN/mm]
Forza convenzionale al limite elastico Fy 86.52 [kN]
Forza al limite plastico Fpl 109.01 [kN]
Tabella 5.7: caratteristiche meccaniche del provino T200S
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Figura 5.7: confronto sperimentale numerico per il provino T200S
 PROVINO T200S - SPOSTAMENTI IMPOSTI
-300
-250
-200
-150
-100
-50
0
50
100
150
200
0 5 10 15 20 25 30
SPOSTAMENTO [mm]
FO
R
ZA
 [k
N
]
SPERIMENTALE NUMERICO
VALIDAZIONE DEI MODELLI ISTERETICI
Legame costitutivo provino T200L
Rigidezza elastica Kel 461.52 [kN/mm]
Rigidezza plastica Kpl 69.23 [kN/mm]
Rigidezza incrudente Kh 9.23 [kN/mm]
Forza convenzionale al limite elastico Fy 86.52 [kN]
Forza al limite plastico Fpl 138.43 [kN]
Tabella 5.8: caratteristiche meccaniche del provino T200L
Legame costitutivo provino T240S
Rigidezza elastica Kel 308.12 [kN/mm]
Rigidezza plastica Kpl 30.81 [kN/mm]
Rigidezza incrudente Kh 6.16 [kN/mm]
Forza convenzionale al limite elastico Fy 102.56 [kN]
Forza al limite plastico Fpl 136.74 [kN]
Tabella 5.9: caratteristiche meccaniche del provino T240S
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Legame costitutivo provino T240L
Rigidezza elastica Kel 261.90 [kN/mm]
Rigidezza plastica Kpl 55.46 [kN/mm]
Rigidezza incrudente Kh 7.70 [kN/mm]
Forza convenzionale al limite elastico Fy 85.46 [kN]
Forza al limite plastico Fpl 136.74 [kN]
Tabella 5.10: caratteristiche meccaniche del provino T240L
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Figura 5.10: confronto sperimentale numerico per il provino T240L
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Oltre a confrontare la risposta del provino con la simulazione numerica, in termini di legame 
forza spostamento, è stato effettuato anche il confronto in termini di energia totale (lavoro 
fatto sul sistema).
In tale confronto la valutazione dell’energia totale durante la prova sperimentale e stata 
ottenuta per integrazione della storia forza spostamento registrata durante le prove 
sperimentale.
Pagina 198 di 315
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Figura 5.12: confronto sperimentale numerico in termini di energia per il provino T120S
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Figura 5.13: confronto sperimentale numerico in termini di energia per il provino T200B
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Figura 5.14: confronto sperimentale numerico in termini di energia per il provino T200L
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Figura 5.15: confronto sperimentale numerico in termini di energia per il provino T200S
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Figura 5.16: confronto sperimentale numerico in termini di energia per il provino T240L
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Da tali diagrammi è evidente il contributo preponderante dovuto all’energia dissipata sotto 
forma di lavoro plastico (sempre crescente), disturbato dal contributo oscillante dell’energia 
elastica immagazzinata e poi restituita dal sistema.
Come si evince dai diagrammi sopra riportati il modello isteretico adottato fornisce un’ottima 
risposta sia in termini di legame forza-spostamento che in termini energetici riuscendo a 
cogliere quasi completamente il comportamento osservato sperimentalmente.
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 5.1.1.2 Prove su connessioni a taglio mediante pioli di tipo Nelson
Come prima validazione del modello isteretico di tipo PIVOT per la modellazione numerica 
di connessioni a taglio realizzate con pioli di tipo NELSON si è scelto di simulare le prove 
sperimentali condotte da Aribert et al. [64] Presso il laboratorio di Strutture dell’INSA a 
Rennes
I provini utilizzati in questa indagine sperimentale sono stati realizzati saldando sulle due 
piattabande di un profilato metallico di tipo HEB200 due serie di pioli di tipo NELSON 
φ19mm posizionati ad un interasse di 150mm. Ai due lati del profilato sono quindi state 
realizzate due porzioni di soletta piena in calcestruzzo armato dello spessore di 120mm e 
aventi una larghezza di 400mm per una lunghezza di 450mm in maniera tale da ottenere un 
provino simmetrico.
L’armatura delle solette è stata realizzata con uno strato di barre longitudinali 4φ10 e 5 barre 
di armatura trasversale φ8 
Il provino cosi realizzato è stato sottoposto ad una serie di cicli di carico di ampiezza 
crescente in controllo di spostamento fino al raggiungimento del collasso in accordo con le 
procedure stabilite dall’ECCS 1985 [65].
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Figura 5.18: Provino di connesione a taglio gruppo 3
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Come è possibile vedere dal confronto tra dati sperimentali e risultati numerici in termini di 
legame forza-spostamento, riportato nella precedente Figura 5.19, il modello numerico 
adottato fornisce dei risultati in un ottimo accordo con il comportamento osservato 
sperimentalmente sia in termini di rigidezza che di resistenza cogliendo anche i fenomeni di 
degrado.
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Figura 5.19: Confronto sperimentale numerico per il provino di connesione a taglio  
gruppo3
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 5.1.1.3 Prove su smorzatori viscoelastici HDR
Per procedere alla validazione della subroutine che implementa il modello isteretico HDR 
sono state simulate numericamente le prove di laboratorio su dissipatori HDR isolati svolte da 
Dall'Asta e Ragni presso l'Università politecnica delle Marche [60] al fine di sviluppare il loro 
modello analitico.
 La campagna di sperimentazione condotta da  Dall'Asta e Ragni ha avuto per oggetto dei 
dissipatori viscoelastici in gomma HDR prodotti dalla T.A.R.R.C. (Tun Abdul Razack 
Research Center). Tali dispositivi, illustrati in Figura 5.20, sono costituiti da due piastre in 
acciaio dello spessore di 15mm e di 260mm di lunghezza e 250mm di larghezza, collegate tra 
di loro da un pacchetto dissipativo costituito da due strati di gomma dello spessore di 5mm e 
di dimensioni pari a 170x230mm tra i quali è stata interposta una lamina di acciaio dello 
spessore di 2mm.
I due strati di gomma sono stati realizzati con un composto di gomma naturale alla quale è 
stato unito di un filler di carbonio per aumentarne le capacità dissipative.
Pagina 204 di 315
Figura 5.20: Dispositivo viscoelastico HDR 
oggetto di indagine sperimentale
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Per garantire un piano di simmetria il provino sottoposto a prova è stato realizzato unendo in 
parallelo due dissipatori come mostrato nella precedente Figura 5.21.
Il provino cosi ottenuto è stato sottoposto ad una serie di cicli di carico a deformazioni 
imposte caratterizzati da ampiezza e velocità di carico costanti utilizzando l’apparato di prova 
illustrato nella seguente Figura 5.22
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Figura 5.21: Schema di carico utilizzato  
durante le prove sperimentali
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Figura 5.22: apparato sperimentale  
utilizzato da Dall’Asta & Ragni
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Le prove sono state effettuate utilizzando un attuatore idraulico servo-controllato AMSLER 
con una portata di 100kN montato in serie con una cella di carico. Le deformazioni della 
coppia di dissipatori sono state misurate utilizzando trasduttori induttivi di spostamento.
I dispositivi in prova sono stati progettati per una deformazione γ=u/h ,definita come rapporto 
tra lo spostamento u e l'altezza h del dispositivo, massima γ=2 ed una deformazione a collasso 
γ=4; quindi sono stati sottoposti a cicli di ampiezza costante pari a γ±2  e velocità di carico 
comprese tra 0.1 e 10 [rad/sec] .
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Figura 5.23: 9 confronto tra risultati numerici e sperimentali per velocità di carico pari  
a 0.1 [rad/sec]
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Figura 5.24: 10 confronto tra risultati numerici e sperimentali per velocità di carico pari  
a 1.0 [rad/sec]
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Figura 5.25: confronto tra risultati numerici e sperimentali per velocità di carico pari a  
5.0 [rad/sec]
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VALIDAZIONE DEI MODELLI ISTERETICI
Dal raffronto tra i risultati numerici e quelli sperimentali in termini di legame forza-
scorrimento riportato nelle precedenti figure si evince un’ottima corrispondenza tra il 
comportamento osservato sperimentalmente e quello predetto dal modello numerico.
 5.1.2 PROVE SU GIUNTI METALLICI SEMPLICI
Per estendere le validazioni effettuate su singole componenti è stata realizzata una prima serie 
di prove su giunti metallici il cui comportamento è riconducibile prevalentemente ad 
componenti deformative di tipo T-equivalente, che quindi sono state modellate utilizzando il 
modello isteretico T-STUB, e una seconda serie di prove su giunti metallici il cui 
comportamento è riconducibile prevalentemente alla deformazione del pannello d’anima che 
è stato modellato mediante il modello isteretico di Kim&Engelhardt.
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Figura 5.26: confronto tra risultati numerici e sperimentali per velocità di carico pari a  
10.0 [rad/sec]
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 5.1.2.1 Prove su giunti trave colonna bullonati (Bernuzzi et al. 1996)
Queste prove, effetuate da Bernuzzi et al. [66] presso il dipartimento di meccanica delle 
strutture dell’università di Trento hanno riguardato vari provini rappresentativi di varie 
configurazioni di giunti bullonati. Tali provini sono stati realizzati unendo uno spezzone di 
trave metallica IPE300 ad un supporto rigido facente le veci di una colonna indeformabile al 
fine di l’influenza delle componenti deformative della colonna e di indagare esclusivamente il 
comportamento di varie connessione bullonate metalliche frangiate.
In questo tipo di provini le uniche componenti deformative significative sono quelle dovute 
alla flangia e all’anima della trave stessa e agli elementi T equivalenti individuabili nella 
flangia di estremità.
Il primo provino, denominato FPC-1 è costituito con una flangia di estremità rasata dello 
spessore di 12mm bullonata al supporto mediante 4 bulloni M20 appartenenti alla classe di 
resistenza 8.8.
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Figura 5.27: Apparato sperimentale utilizzato da Bernuzzi  
et al.
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Essendo le componenti deformative della colonna trascurabili il modello numerico adottato 
risulta estremamente semplice. Esso è costituito unicamente da due molle con modello 
isteretico T-Stub rappresentanti i due elementi T equivalenti individuati nelle flange di 
estremità poste in serie con altre due molle rappresentative della flangia e dell’anima di trave 
soggette a trazione e/o compressione.
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Figura 5.28: Provino FPC-1
Figura 5.29: Modello numerico provino FPC-1
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Come è possibile vedere dal confronto tra i risultati sperimentali e numerici, riportati in 
termini di legame momento-rotazione nella seguente Figura 5.30, il modello riesce a 
descrivere in maniera accurata il comportamento osservato sperimentalmente sia in termini di 
rigidezza e resistenza, seguendo in maniera eccellente anche i fenomeni di degrado di 
resistenza e rigidezza.
Il secondo provino, denominato FPC-2, analogamente al provino FPC-1, è costituito con una 
flangia di estremità rasata dello spessore di 12mm bullonata al supporto mediante 8 bulloni 
M16 appartenenti alla classe di resistenza 8.8. 
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Figura 5.30: confronto tra risultati sperimentali e numerici del provino FPC-1
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Essendo le componenti deformative della colonna trascurabili il modello numerico adottato 
risulta estremamente semplice. Esso è costituito unicamente da quattro molle con modello 
isteretico T-Stub rappresentanti i due elementi T equivalenti individuati nelle flange di 
estremità poste in serie con altre quattro molle rappresentative della flangia e dell’anima di 
trave soggette a trazione e/o compressione.
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Figura 5.32: Provino FPC-2
Figura 5.31: Provino FPC-2
Figura 5.33: Modello numerico del provino FPC-2
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Come è possibile vedere dal confronto tra i risultati sperimentali e numerici, riportati in 
termini di legame momento-rotazione nella seguente Figura 18, il modello riesce a descrivere 
in maniera accurata il comportamento osservato sperimentalmente sia in termini di rigidezza e 
resistenza, seguendo in maniera eccellente anche i fenomeni di degrado di resistenza e 
rigidezza.
Il terzo provino, denominato EPBC1è costituito con una flangia di estremità simmetrica dello 
spessore di 12mm estesa da ambo i lati della trave e bullonata al supporto mediante 8 bulloni 
M20 appartenenti alla classe di resistenza 8.8. 
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Figura 5.34: Confronto Sperimentale Numerico Provino FPC-2
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VALIDAZIONE DEI MODELLI ISTERETICI
Anche in questo caso le componenti deformative della colonna sono trascurabili e quindi il 
modello numerico risulta estremamente semplice e, analogamente al modello 
precedentemente illustrato per il provino FPC-1, è costituito da quattro molle con modello 
isteretico T-Stub rappresentanti gli elementi T equivalenti, individuati nella flangia di 
estremità, poste in serie con le molle rappresentative della flangia e dell’anima di trave 
soggette a trazione e/o compressione.
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Figura 5.35: Provino EPBC1
Figura 5.36: Modello EPBC1
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Anche in questo caso il confronto tra i risultati sperimentali e numerici, riportati in termini di 
legame momento-rotazione nella seguente Figura 5.37, mostra come il modello riesce a 
descrivere in maniera accurata il comportamento osservato sperimentalmente sia in termini di 
rigidezza e resistenza, seguendo in maniera eccellente anche i fenomeni di degrado di 
resistenza e rigidezza.
Il quarto provino, denominato EPBC2, fatta eccezione per lo spessore della flangia di 
estremità è del tutto analogo al provino EPBC1. Esso è costituito da una flangia di estremità 
dello spessore di 18mm, estesa in maniera simmetrica da ambo i lati della trave e bullonata al 
supporto mediante 8 bulloni M20 appartenenti alla classe di resistenza 8.8.
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Figura 5.37: Confronto Sperimentale Numerico Provino EPBC-1
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VALIDAZIONE DEI MODELLI ISTERETICI
In questo caso il modello numerico risulta identico a quello precedentemente illustrato per il 
provino EPBC1 ed è costituito da quattro molle con modello isteretico T-Stub rappresentanti 
gli elementi T equivalenti, individuati nella flangia di estremità, poste in serie con le molle 
rappresentative della flangia e dell’anima di trave soggette a trazione e/o compressione.
Anche in questo caso il confronto tra i risultati sperimentali e numerici, riportati in termini di 
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Figura 5.38: Provino EPBC-2
Figura 5.39: Modello provino EPBC-2
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legame momento-rotazione nella seguente Figura 21, mostra come il modello riesce a 
descrivere in maniera accurata il comportamento osservato sperimentalmente sia in termini di 
rigidezza e resistenza, seguendo in maniera eccellente anche i fenomeni di degrado di 
resistenza e rigidezza.
Il quinto provino, denominato EPC-1, è una versione asimmetrica del provino EPBC-2. Esso 
è costituito da una flangia di estremità dello spessore di 18mm, estesa in maniera asimmetrica 
da un solo lato della trave e bullonata al supporto mediante 6 bulloni M20 appartenenti alla 
classe di resistenza 8.8. 
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Figura 5.40: Confronto sperimentale numerico per il provino EPBC-2
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VALIDAZIONE DEI MODELLI ISTERETICI
In questo caso il modello numerico risulta simile a quello precedentemente illustrato per i 
provini EPBC-1 e EPBC-2 ed è costituito da tre molle con modello isteretico T-Stub 
rappresentanti gli elementi T equivalenti, individuati nella flangia di estremità, poste in serie 
con le molle rappresentative della flangia e dell’anima di trave soggette a trazione e/o 
compressione.
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Figura 5.41: Provino EPC-1
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Anche in questo caso il confronto tra i risultati sperimentali e numerici, riportati in termini di 
legame momento-rotazione nella seguente Figura 24, mostra come il modello riesce a 
descrivere in maniera accurata il comportamento osservato sperimentalmente sia in termini di 
rigidezza e resistenza, seguendo in maniera eccellente anche i fenomeni di degrado di 
resistenza e rigidezza.
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Figura 5.42: Modello numerico provino EPC-1
Figura 5.43: Confronto sperimentale numerico per il provino EPC-1
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Nella seguente tabella si riportano in sintesi le principali caratteristiche geometriche e 
meccaniche dei provini testati da Bernuzzi et al.[30] precedentemente modellati.
Provino Trave Colonna Bulloni Piastra di estremità
Nome int./ext. number size class type t [mm] Fy [MPa] Fu [MPa] eu [%]
FPC-1 Exterior IPE300 Rigid 4 M20 8.8 Flush 11.9 321 465 32
FPC-2 Exterior IPE300 Rigid 8 M16 8.8 Flush 11.9 321 465 32
EPC Exterior IPE300 Rigid (2+4) M20 8.8 Extended 17.5 339 513 29
EPBC1 Exterior IPE300 Rigid (2+4+2) M20 8.8 Extended 11.9 321 465 32
EPBC2 Exterior IPE300 Rigid (2+4+2) M20 8.8 Extended 17.5 339 513 29
Tabella 5.11: Caratteristiche dei provini testati da Bernuzzi et al.
 5.1.2.2 Prove su giunti metallici (Ballio et al. 1993)
Un’altra serie di simulazioni volte alla validazione del modello isteretico di Kim&Engelhardt 
per la modellazione del pannello d’anima è stata effetuata modellando i provini I1 e J1 
esaminati sperimentalmente da Ballio et al. [67].
Tali provini riproducono a grandezza reale un giunto tra una trave metallica HEA250 ed una 
colonna metallica HEB300 realizzati con due diverse metodologie accomunate dal risultato di 
ottenere un giunto il cui comportamento plastico è dominato dalla deformabilità della zona del 
pannello d’anima della colonna.
Il provino del giunto denominato I1 è stato realizzato mediante un angolare bullonato tra 
l’anima della trave e la colonna avente la funzione mantenere le travi in posizione e di 
agevolare la realizzazione di una saldatura a completa penetrazione tra le ali delle travi e la 
colonna stessa
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Il provino del giunto denominato J1 invece è stato realizzato saldando alle estremità delle 
travi una flangia estesa in maniera simmetrica da entrambi i lati della trave. La flangia è stata 
realizzata utilizzando una piastra metallica di notevole spessore in maniera tale da ottenere un 
elemento estremamente rigido fissato alla colonna mediante 4 bulloni M24 il cui 
comportamento non influenzi il comportamento plastico del giunto.
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Figura 5.44: Provino I1
Figura 5.45: Provino J1
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Entrambi i giunti cosi realizzati sono stati sottoposti ad un carico assiale di compressione 
lungo la colonna pari a 100kN ed in seguito sottoposti ad una serie di cicli di carico 
antisimmetrico, in accordo con le procedure ECCS [65], applicando alle due estremità delle 
travi degli spostamenti imposti.
Il modello numerico adottato per il giunto I1 è caratterizzato dalla presenza di una molla, atta 
a modellare il comportamento deformativo della zona del pannello d’anima, connessa con gli 
spezzoni di trave e di colonna mediante una serie di elementi rigidi e cerniere in maniera tale 
da riprodurre il cinematismo deformativo del pannello d’anima confinato da opportune piastre 
di irrigidimento. Nel modello sono altresì presenti due file di molle che modellano il 
comportamento delle porzioni delle flange delle travi sottoposte a trazione e altre due file 
caratterizzate da una coppia di molle che modellano il comportamento degli elementi t-
equivalenti definiti dagli angolari d’anima e la parte corrispondente di anima di trave 
sottoposta a trazione. Tuttavia viste le caratteristiche costruttive del giunto le rigidezze degli 
elementi t-equivalenti sono trascurabili rispetto alla rigidezza degli altri elementi ed essendo 
la forza di snervamento delle flange delle travi superiori alla resistenza plastica del pannello 
d’anima, il comportamento globale del giunto rimane prevalentemente determinato dal 
comportamento di quest’ultimo elemento. 
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Come è possibile vedere dal confronto tra i risultati forniti dal modello numerico e i risultati 
sperimentali del giunto I1 in termini di legame forza spostamento il modello è perfettamente 
in grado di descrivere il comportamento osservato sperimentalmente sia in termini di 
rigidezza che di resistenza e di seguirne l’evoluzione e il degrado con il procedere dei cicli di 
carico.
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Figura 5.46: Modello numerico del provino I1
Figura 5.47: confronto sperimentale numerico del comportamento del provino I1
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Per quanto riguarda il giunto J1 il modello numerico è leggermente diverso dal precedente in 
quanto, oltre al cinematismo che modella il comportamento del pannello d’anima, sono 
presenti due file di molle aventi lo scopo di modellare la deformabilità degli elementi T 
equivalenti individuabili nella connessione bullonata dal lato della colonna e il pannello 
d’anima e gli irrigidimenti della colonna sottoposti ad azioni di trazione e compressione 
trasversali.
Anche in questo modello visti i rapporti tra le rigidezze e le resistenze dei vari elementi il 
comportamento del giunto è determinato in maniera preponderante dalla zona del pannello 
d’anima.
Anche in questo caso il modello fornisce un’ottima descrizione del comportamento osservato 
sperimentalmente riuscendo a seguire in maniera adeguata l’evoluzione della rigidezza e della 
resistenza del giunto lungo tutta la storia di carico.
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Figura 5.48: Modello numerico del provino J1
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Nella seguente tabella si riportano le principali caratteristiche geometriche e meccaniche dei 
provini I1 e J1 testati da Ballio et al.[67].
Provino Trave Colonna Bulloni Piastra terminale
nome int./ext. section Fy 
[MPa]
section Fy 
[MPa]
number size class Type t 
[mm]
Fy 
[MPa]
I1 Interior HE260A 302 HE300B 302 2 M20 10.9 - - -
J1 Interior HE260A 285 HE300B 285 (2+2) M24 10.9 extended 50 285
Tabella 5.12: Caratteristiche dei provini I1 e J1
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Figura 5.49: confronto sperimentale numerico del comportamento del provino J1
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 5.1.2.3 Prove su giunti saldati (Krawinkler et al. 1978)
Per effettuare un’ulteriore validazione del modello isteretico per la modellazione del 
comportamento del pannello d’anima sono state simulate le prove svolte da Krawinkler et al. 
[36] presso i laboratori del College of Engineering University of California, Berkeley.
Il provino denominato A1 rappresenta in scala ridotta un tipico giunto trave colonna presente 
in un edificio di elevata altezza costruito negli stati uniti negli anni 70 /80 e realizzato in 
struttura metallica.
Figura 5.50: Schema di carico del provino A1
Il provino è costituito da due travi metalliche costituite da un profilato metallico 10B15 
saldate lungo le ali con delle saldature a completa penetrazione ad una colonna metallica 
realizzata con un profilato metallico di tipo 8WF24.
Trattandosi di un giunto saldato dotato di irrigidimenti trasversali realizzato con saldature a 
completa penetrazione tra le ali delle travi e la colonna, la principale componente deformativa 
che regola il comportamento del giunto è la zona del pannello d’anima soggetta a taglio.
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Anche in questo caso, analogamente a quanto precedentemente illustrato per il nodo I1, il 
modello numerico risulta caratterizzato dalla presenza di una molla, atta a modellare il 
comportamento deformativo della zona del pannello d’anima, connessa con gli spezzoni di 
trave e di colonna mediante una serie di elementi rigidi e cerniere in maniera tale da 
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Figura 5.51: Provino A1
Figura 5.52: modello numerico del giunto A1
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riprodurre il cinematismo deformativo del pannello d’anima confinato da opportune piastre di 
irrigidimento. Nel modello sono inoltre presenti due file di molle che modellano il 
comportamento delle porzioni delle flange delle travi sottoposte a trazione e altre due file 
caratterizzate da una coppia di molle che modellano il comportamento degli elementi t-
equivalenti definiti dagli angolari d’anima e la parte corrispondente di anima di trave 
sottoposta a trazione. Anche in questo nodo, viste le caratteristiche costruttive del giunto, le 
rigidezze degli elementi t-equivalenti sono trascurabili rispetto alla rigidezza degli altri 
elementi ed essendo inoltre la forza di snervamento delle flange delle travi superiori alla 
resistenza plastica del pannello d’anima, il comportamento globale del giunto rimane 
prevalentemente determinato dal comportamento di quest’ultimo elemento.
Dal confronto tra i risultati sperimentali e quelli numerici in termini di legame Forza 
spostamento si rileva come i modello sia in grado di fornire buoni risultati pur non riuscendo 
a cogliere appieno la risposta del provino in termini di legame forza spostamento.
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Figura 5.53: Confronto sperimentale numerico Giunto A
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 5.1.3 PROVE SU GIUNTI METALLICI COMPLESSI
In queste prove sono stati analizzati provini rappresentativi di giunti metallici la cui risposta è 
influenzata dal comportamento di diverse componenti deformative sia appartenenti alla 
colonna che alla connessione metallica vera e propria.
 5.1.3.1 Prove su giunti metallici (Ballio et al. 1987)
Un primo set di analisi ha riguardato la simulazione numerica delle indagini sperimentali 
condotte da Ballio et al. [68]Presso il politecnico di Milano.
Il primo provino denominato B1 rappresenta in scala reale un giunto tra una trave metallica 
realizzata con un profilo laminato IPE300 ed una colonna metallica realizzata sempre con un 
profilo metallico IPE300. La giunzione è realizzata mediante quattro angolari, due bullonati 
sull’anima della trave mediante una fila di tre bulloni M16 e due esternamente alle ali 
mediante due file di 2 bulloni M20. Gli angolari d’anima sono a loro volta fissati alla colonna 
mediante 3 bulloni M16 cadauno, mentre gli angolari esterni sono fissati alla colonna 
mediante una fila di due bulloni M24 cadauno.
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Figura 5.54: Apparato sperimentale
 
VALIDAZIONE DEI MODELLI ISTERETICI
Pur essendo il comportamento del giunto predominato dalla presenza di elementi t-
equivalenti, esso è influenzato anche dalla deformabilità del pannello d’anima. Quindi 
trattandosi di un giunto metallico completo in cui sono attive diverse componenti deformative 
diverse, il modello numerico adottato rispecchia appieno quello illustrato al paragrafo 3.3.8 in 
cui sono presenti complessivamente 5 file di elementi T-equivalenti oltre alla molla diagonale 
per modellare il comportamento del pannello d’anima. Va precisato che per modellare con 
un’unica fila di molle il comportamento a trazione degli elementi t-equivalenti esterni alle 
flange delle travi e a compressione delle flange medesime in contatto con la colonna, si 
considera una posizione fittizia di tali elementi a metà strada tra la linea d’asse dei bulloni 
esterni e il baricentro della flangia della trave. In questo modo con un’unica fila di molle si 
riesce a tenere conto in maniera accurata dell’effettivo braccio interno delle forze agenti sulle 
file di elementi t-equivalenti esterni alle flange della trave sia quando il giunto è soggetto a un 
momento flettente positivo che negativo. Per poter connettere al resto del modello le molle 
che risultano posizionate esternamente alle flange delle travi si utilizza un cinematismo 
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Figura 5.55: Provino B1
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costituito da elementi rigidi e cerniere che non coincide geometricamente con i cinematismo 
formato dal pannello d’anima della colonna confinato dalle piastre di irrigidimento e pertanto 
le caratteristiche di rigidezza e resistenza della molla che modella il compostamento del 
pannello d’anima devono essere opportunamente correte per tenere conto della discrepanza tra 
le effettive dimensioni del cinematismo del pannello d’anima e le dimensioni del cinematismo 
formato dagli elementi rigidi e le cerniere utilizzate nel modello numerico.
Come è possibile vedere dal confronto tra i risultati numerici e sperimentali in termini di 
legame forza spostamento del provino, il modello numerico fornisce risultati in buon accordo 
con quelli osservati sperimentalmente.
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Figura 5.56: Modello numerico del provino B1
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Il provino denominato C1, come il precedente, rappresenta in scala reale un giunto tra una 
trave e una colonna realizzate con sezioni metalliche di tipo IPE300. I questo caso, tuttavia a 
differenza del precedente, si tratta di un giunto metallico di tipo flangiato realizzato saldando 
alle estremità della trave e delle colonne una serie di piastre metalliche di spessore maggiorato 
rispetto ai profili collegati e realizzate con un acciaio appartenente ad una classe di resistenza 
Fe512 superiore a quello utilizzato nelle sezioni laminate di tipo Fe360, in maniera tale da 
realizzare un giunto rinforzato. 
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Figura 5.57: Confronto sperimentale numerico per il provino B1
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Anche in questo caso si tratta di un giunto metallico completo in cui sono attive diverse 
componenti deformative per cui il modello numerico adottato rispecchia appieno quello 
illustrato al paragrafo 3.3.8 in cui sono presenti, oltre alla molla diagonale per modellare il 
comportamento del pannello d’anima, quattro file di elementi T-equivalenti.
In questo caso dal confronto tra i risultati sperimentali e quelli forniti dal modello numerico si 
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Figura 5.58: Provino C1
Figura 5.59: Modello per il provino C1
VALIDAZIONE DEI MODELLI ISTERETICI
evince come il modello non è in grado di fornire un’adeguata modellazione del 
comportamento del giunto. Tale discrepanza tra i risultati forniti dal modello numerico e 
quelli osservati sperimentalmente è imputabile al fatto che ,vista l’estrema rigidezza e 
resistenza di tutte le componenti del giunto rispetto alla rigidezza e alla resistenza delle 
membrature collegate, il comportamento del giunto è fortemente influenzato dalla formazione 
di cerniere plastiche nelle travi per la modellazione del comportamento ciclico delle quali il 
modello risulta inadeguato. 
 5.1.3.2 Prove su giunti composti (Caramelli et al. 1999)
Per validare il modello sviluppato per i giunti composti, come primo set di analisi, si è scelto 
di simulare le prove sperimentali condotte da Caramelli et al.(1999)[69] Presso l’università di 
Pisa
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Figura 5.60: Confronto numerico sperimentale per il provino C1
 
experimental
numerical
-250
-200
-150
-100
-50
0
50
100
150
200
250
 F
 [k
N
]
-90 -60 -30 0 30 60 90
∆  [mm]
Capitolo  5 
VALIDAZIONE
L’indagine sperimentale ha avuto per oggetto due giunti trave colonna di un edificio 
multipiano di piccola altezza in struttura composita acciaio calcestruzzo sottoposti ad una 
serie di cicli di carico di ampiezza crescente conformi alle specifiche dell’ECCS[65].
Il primo provino rappresenta in scala reale un giunto trave-colonna esterno in struttura 
composta acciaio-calcestruzzo.
La colonna del giunto è realizzata con un profilo metallico di tipo HEB260 parzialmente 
ricoperto di calcestruzzo, mentre la trave è costituita da un profilo metallico IPE300 unito 
mediante una connessione a taglio, realizzata con file di due pioli di tipo NELSON φ19 posti 
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Figura 5.61: Giunto esterno
Figura 5.62: Armatura della soletta nel giunto esterno
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ad un iterasse di 150mm, ad una soletta collaborante in calcestruzzo armato dello spessore 
complessivo di 150mm e gettata su una lamiera grecata a nervature trasversali di tipo Brollo 
EGB200.
Il giunto tra la trave metallica e la colonna è stato realizzato con una flangia dello spessore di 
15mm saldata all’estremità della trave e fissata alla colonna con 3 file di bulloni M24 classe 
10.9. Il calcestruzzo utilizzato appartiene alla classe C25/30 mentre le armature alla classe 
B450-C. L’armatura della soletta collaborante è realizzata con un’armatura longitudinale 
costituita da 4 barre φ12 e da un’armatura diffusa costituita da una rete elettrosaldata φ6 a 
maglie quadrate da 150mm, mentre in corrispondenza del nodo è stata aggiunta un’armatura 
trasversale costituita da 5 barre φ12 seguendo le indicazioni dell’eurocodice 8 [70].
Il modello numerico adottato rispecchia del tutto quello illustrato al precedente capitolo 3.3.9 
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Figura 5.63: Modello numerico per il giunto Esterno
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ed è costituito oltre che dalla molla diagonale che modella il comportamento del pannello 
d’anima, da tre file di elementi t-equivalenti e da una fila di molle che modellano la 
complessa interazione tra la struttura metallica e la soletta in calcestruzzo.
Dal confronto tra i risultati sperimentali e quelli forniti dal modello numerico si può vedere 
come il modello sia in grado di cogliere quasi completamente il comportamento osservato 
sperimentalmente sia in termini di rigidezza che di resistenza, risultando inoltre capace di 
seguire con buona accuratezza il complesso fenomeno di degrado di resistenza dovuto 
principalmente al progressivo schiacciamento e fessurazione della soletta in calcestruzzo. 
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Figura 5.64: Confronto sperimentale numerico per il giunto esterno
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Il secondo provino rappresenta sempre in scala naturale un giunto trave colonna interno del 
tutto analogo al precedente fatta eccezione per la colonna che è realizzata a partire da un 
profilo metallico di tipo HEB280 e per l’armatura trasversale in corrispondenza del nodo che 
è costituita da 6 barre φ12 per ciascun lato della colonna. 
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Figura 5.65: Giunto interno
Figura 5.66: Carpenteria della soletta per il giunto interno
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Anche in questo caso il modello numerico adottato rispecchia del tutto quello illustrato al 
precedente capitolo 3.3.9 ed è costituito oltre che dalla molla diagonale che modella il 
comportamento del pannello d’anima, da tre file di elementi t-equivalenti e da una fila di 
molle che modellano la complessa interazione tra la struttura metallica e la soletta in 
calcestruzzo.
Come si può vedere dalle seguenti figure, anche nel caso del giunto composto interno il 
confronto tra i risultati sperimentali e quelli forniti dal modello numerico, sia in termini di 
legge momento rotazione dell’intero giunto sia in termini di legame taglio scorrimento del 
pannello d’anima, evidenzia la bontà del modello adottato. 
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Figura 5.67: Modello numerico per il giunto interno
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Figura 5.68: Risposta del giunto interno in termini di legame momento rotazione del  
giunto
Figura 5.69: Risposta del giunto interno in termini di legame Taglio scorrimento del  
pannello d’anima
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 5.1.3.3 Prove su giunti metallici e composti (Liew et al. 2004)
Come ulteriore validazione dei modelli numerici sviluppati per la modellazione dei giunti 
metallici e composti si è scelto di simulare le indagini sperimentali condotte da Liew et al. 
[71]. Queste prove sperimentali hanno avuto per oggetto diversi provini rappresentativi di 
varie configurazioni di giunti trave colonna di cui uno metallico di riferimento e due in 
struttura composta acciaio calcestruzzo. Alcuni dei provini sono stati caricati in maniera 
monotona sono stati sottoposti ad una serie di prove di carico cicliche ad ampiezza crescente 
conformi alle prescrizioni dell’ECCS [65]
Il primo provino denominato SJ1 riproduce in scala reale un giunto trave colonna metallico 
flangiato tra una colonna metallica realizzata con un profilo laminato UC305x305x95 e due 
spezzoni di trave realizzati con profili metallici laminati UB305x165x54. La giunzione tra le 
travi e la colonna è stata realizzata mediante una flangia metallica di 15mm di spessore 
saldata all’estremità di ogni trave ed in seguito fissata alla colonna mediante 4 bulloni M20 
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Figura 5.70: Provino SJ1
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classe 10.9
Nel giunto metallico modellato sono attive sia le componenti deformative riconducibili ad 
elementi T-equivalenti che alla deformazione della zona del pannello d’anima; Quindi il 
modello numerico adottato rispecchia appieno quello illustrato al paragrafo 3.3.8 in cui sono 
presenti complessivamente due file di elementi T-equivalenti oltre alla molla diagonale per 
modellare il comportamento del pannello d’anima.
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Figura 5.71: Modello numerico per il provino SJ1
Figura 5.72: Confronto sperimentale numerico provino SJ1
Capitolo  5 
VALIDAZIONE
Dal confronto tra i risultati sperimentali e quelli forniti dal modello numerico si può vedere 
come il modello sia in grado di fornire una buona descrizione del comportamento osservato 
sperimentalmente sia in termini di rigidezza che di resistenza, risultando nel contempo capace 
di seguire il fenomeno di degrado di resistenza dovuto alla progressiva plasticizzazione delle 
componenti. 
Il secondo e terzo provino denominati rispettivamente CJ1 e CJ2 riproducono in scala reale un 
giunto trave colonna in struttura composta acciaio calcestruzzo. Analogamente al giunto SJ1 
questi giunti composti uniscono una colonna metallica realizzata con un profilo laminato 
UC305x305x95 e due spezzoni di trave composta acciaio-calcestruzzo con soletta piena 
collaborante realizzati con profili metallici laminati UB305x165x54. La parte metallica dei 
giunti è del tutto identica a quella del provino SJ1. Le giunzioni a taglio tra i profili metallici 
delle travi e la soletta collaborante sono state realizzate con piolo di tipo NELSON φ19. 
La soletta piena dello spessore globale di 120mm è stata realizzata impiegando calcestruzzo di 
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Figura 5.73: Provini CJ1 e CJ2
VALIDAZIONE DEI MODELLI ISTERETICI
classe C25/30 ed armata con un’armatura distribuita costituita da una rete metallica 
elettrosaldata φ6 a maglie quadrate da 150mm e un’armatura longitudinale aggiuntiva 
costituita da 4 barre φ12. Nella zona del nodo, seguendo le prescrizioni dell’eurocodice 8[70], 
sono state aggiunte delle barre di armatura trasversale φ12 in maniera tale da instaurare un 
meccanismo di trasferimento del carico tra la soletta e la colonna di tipo puntone-tirante come 
descritto nel capitolo  3.2.9 .
Trattandosi di nodi in struttura composta acciaio-calcestruzzo, il modello numerico adottato 
rispecchia del tutto quello illustrato al precedente capitolo 3.3.9 ed è costituito oltre che dalla 
molla diagonale che modella il comportamento del pannello d’anima, da due file di elementi 
t-equivalenti analoghe a quelle presenti nel modello del nodo metallico SJ1 e da una fila di 
molle che modellano l’interazione tra la struttura metallica e la soletta in calcestruzzo.
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Figura 5.74: Modello numerico per i provini CJ1 e CJ2
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Anche in questo caso  i risultati forniti dal modello numerico sono in buon accordo con il 
comportamento osservato sperimentalmente sia per la prova di carico monotona eseguita sul 
provino CJ1 che per la prova di carico ciclica eseguita sul provino CJ2. Il modello risulta 
quindi adeguato a fornire una buona descrizione del comportamento osservato 
sperimentalmente sia in termini di rigidezza che di resistenza, risultando altresì capace di 
modellare con una buona approssimazione il fenomeno di degrado di resistenza. 
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Figura 5.75: Confronto sperimentale numerico del provino CJ2
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Il quarto provino denominato CJ3 è del tutto analogo ai provini CJ1 e CJ2 fatta eccezione per 
una piastra di rinforzo dello spessore di 10mm posizionata in corrispondenza del pannello 
d’anima della colonna nella zona del nodo.
Tutte le rimanenti componenti metalliche e la soletta in calcestruzzo sono state realizzate con i 
medesimi dettagli costruttivi utilizzati per i provini CJ1 e CJ1.
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Figura 5.76: Provino CJ3
Figura 5.77: Modello numerico per il provino CJ3
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Anche in questo caso cosi come per i provini CJ1 e CJ2, trattandosi di un nodo in struttura 
composta acciaio-calcestruzzo, il modello numerico adottato rispecchia del tutto quello 
illustrato al precedente capitolo 3.3.9 ed è costituito oltre che dalla molla diagonale che 
modella il comportamento del pannello d’anima, da due file di elementi t-equivalenti e da una 
fila di molle che modellano l’interazione tra la struttura metallica e la soletta in calcestruzzo.
Anche in questo caso il confronto tra i risultati forniti dal modello numerico e quelli osservati 
sperimentalmente conferma la bontà del modello numerico adottato evidenziando come il 
modello sia adeguato a fornire una buona descrizione del comportamento dei giunti composti 
sia in termini di rigidezza che di resistenza riuscendo a fornire buoni risultati anche nella 
modellazione del fenomeno di degrado di resistenza.
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Figura 5.78: Confronto sperimentale numerico per il provino CJ3
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 L’ultimo provino denominato CJ4 è una versione modificata del provino CJ3 in cui la flangia 
di estremità delle travi è estesa al di sotto dell’ala inferiore delle travi per dar spazio ad 
un’ulteriore fila di bulloni M20. Come per il giunto CJ3 anche in questo provino tutte le 
rimanenti componenti metalliche e la soletta in calcestruzzo sono state realizzate con i 
medesimi dettagli costruttivi utilizzati per i provini CJ1 e CJ1.
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Figura 5.79: Provino CJ4
Figura 5.80: Modello numerico per il provino CJ4
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Le analogie costruttive tra i giunti CJ3 e CJ4 si estendono anche al modello numerico in cui 
l’unica differenza rispetto al modello del provino CJ3 è costituita dall’ulteriore fila di molle 
atta a modellare gli elementi T-stub esterni alle ali delle travi e le adiacenti porzioni di trave e 
colonna.
Anche in questo caso il modello numerico riesce a fornire una buona previsione del 
comportamento osservato sperimentalmente sia in termini di rigidezza che di resistenza.
Si riportano nella seguente tabella le principali caratteristiche dei provini modellati.
Nome 
provino
Trave
305x165x54UB
Colonna
305x305x97UC
doubler 
plate Bulloni
Piastra di estremità
12mm 
Soletta in cls 
da 120 mm 
flange web flange web number size class
Fy 
[MPa]
Fy 
[MPa]
Fy 
[MPa]
Fy 
[MPa] [mm] type
Fy 
[MPa] Rc [MPa]
SJ1 284.4 308.2 387.2 403 - 4 M20 10.9 Flush 265.3 -
CJ1 284.4 308.2 387.2 403 - 4 M20 10.9 Flush 265.3 30.9
CJ2 284.4 308.2 387.2 403 - 4 M20 10.9 Flush 265.3 39.5
CJ3 284.4 308.2 387.2 403 10 4 M20 10.9 Flush 265.3 28.1
CJ4 284.2 287.3 324.6 325 10 (2+4) M20 10.9 Extended 263.8 24.6
Tabella 5.13: Caratteristiche dei provini testati da Liew et al.
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Figura 5.81: Confronto sperimentale numerico per il provino CJ4
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 5.1.4 PROVE SU TELAI
Dopo aver valicato i modelli sviluppati utilizzando risultati sperimentali su prove effettuate su 
singole componenti e su giunti isolati, si è proceduto con la simulazione di prove sperimentali 
eseguite su intere strutture intelaiate realizzate a grandezza reale.
 5.1.4.1 Prove dinamiche e pseudodinamiche eseguite su telaio in struttura  
composta (Bursi et al. 1999)
Le prime prove simulate hanno riguardato l’indagine sperimentale eseguita da Bursi et al.
(1999) [72] presso il centro di ricerche congiunte ELSA di Ispra.
Queste prove hanno avuto per oggetto una struttura intelaiata realizzata in struttura composita 
acciaio calcestruzzo, costituita da tre telai paralleli di due piani e due campate.
Tabella 5.14: 61 Telaio di Ispra pianta, prospetti e schema assonometrico
La struttura, avente un’altezza di interpiano di 3.5m e ampiezza delle campate rispettivamente 
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di 3m e 5m con un interasse tra i telai di 3m, adotta le stesse membrature e gli stessi dettagli 
costruttivi dei giunti testati da Caramelli et al. (1999)[69] i cui risultati sono già stati utilizzati 
per la validazione della modellazione dei singoli giunti al precedente capitolo 5.1.3.2  e di cui 
si riportano i dettagli costruttivi nella seguente Figura 53. Il telaio cosi realizzato è stato 
sottoposto sia ad una serie di prove pseudodinamiche che a prove dinamiche su tavola 
vibrante.
Tabella 5.15: dettagli costruttivi dei giunti
Il modello numerico adottato per i giunti è lo stesso illustrato nel precedente capitolo  5.1.3.2  
che quindi è costituito oltre che dalla molla diagonale che modella il comportamento del 
pannello d’anima, da tre file di elementi t-equivalenti e da una fila di molle che modellano la 
complessa interazione tra la struttura metallica e la soletta in calcestruzzo. La modellazione 
delle travi composte è stata realizzata interponendo ad una serie di elementi BEAM elastici a 
due nodi con funzioni di forma cubiche, una serie di molle rotazionali rigido plastiche atte a 
modellare il comportamento delle cerniere plastiche. La modellazione delle colonne invece è 
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stata realizzata sempre con elementi BEAM elastici a due nodi con funzioni di forma cubiche, 
alle cui estremità, in corrispondenza del tratto di colonna prossimo ai giunti trave colonna non 
ricoperto di calcestruzzo, sono stati inseriti due elementi BEAM dal comportamento 
elastoplastico atti a modellare la formazione di eventuali cerniere plastiche alle estremità delle 
colonne.
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Figura 5.82: modello numerico del telaio
Figura 5.83: confronto sperimentale numerico per prova pseudodinamica con P.G.A.= 0.25g
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Dal confronto tra i risultati sperimentali e quelli forniti dal modello numerico per le prove 
pseudodinamiche si vede come il modello fornisce ottimi risultati sia per sollecitazioni di 
bassa che di alta intensità.
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Figura 5.84: confronto sperimentale numerico per prova pseudodinamica con P.G.A.= 1.40g
Figura 5.85: confronto sperimentale numerico per prova dinamica con P.G.A.= 0.25g
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Si osserva una buona corrispondenza tra risultati numerici e sperimentali anche nel caso delle 
prova dinamiche eseguite su tavola vibrante utilizzando un accelerogramma generato 
spettrocompatibile sia con un'intensità moderata pari a 0.25g, sia con un’intensità elevata pari 
a 1.4g.
 5.1.4.2 Prove su telaio munito di controvento dissipativi eseguite ad Ancona
Come ulteriore validazione dei modelli numerici sviluppati per la modellazione del 
comportamento dei dissipatori viscoelastici HDR si è scelto di simulare le prove eseguite da 
Dall’Asta et al.[73] su un telaio equipaggiato con controvento dissipativi condotte presso 
l’università di Ancona. Le prove sperimentali eseguite sono state di due tipi, una prima serie 
di prove a spostamenti imposti e una seconda serie di prove in oscillazioni libere in campo 
elastico ed hanno riguardato tre configurazioni del telaio, una priva di controvento, una dotata 
di controvento equipaggiato con un dispositivo viscoelastico HDR ed un’ultima dotata di due 
dispositivi HDR posti in parallelo.
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Figura 5.86: confronto sperimentale numerico per prova dinamica con P.G.A.= 1.40g
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La struttura esaminata è costituita da due telai affiancati realizzati in struttura metallica, ad un 
piano di altezza pari a 3m e due campate da 4,2m, su cui è stato realizzato un solaio in 
cemento armato gettato su lamiera recata Bollo EGB210. Le colonne e le travi sono state 
realizzate con profili laminati HEA160, mentre il controvento è stato realizzato con profili 
tubolari di 133mm di diametro e 6mm di spessore irrigiditi da tiranti φ24.
I profili metallici delle travi sono stati uniti con la soletta per mezzo di una connessione a 
taglio realizzata con una doppia fila di pioli di tipo NELSON φ16x100mm in modo tale da 
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Figura 5.88: Prospetto del telaio sperimentale
 
Figura 5.87: Pianta del telaio sperimentale
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realizzare una trave composta con la soletta collaborante. Il giunto tra trave e colonna è di tipo 
flangiato con tre file di bulloni M12. L’armatura della soletta è stata realizzata con una rete 
elettrosaldata φ6 a maglie quadrate da 150mm. All’interno della soletta ,in corrispondenza dei 
giunti, è stata predisposta un’armatura aggiuntiva costituita da 4 barre longitudinali φ12. Il 
solaio cosi realizzato è stato irrigidito realizzando al suo estradosso tre cordoli incrociati a 
formare una doppia croce. Il controvento dissipativi è stato equipaggiato con uno o due 
dispositivi in gomma ad alto smorzamento forniti dal T.A.R.R.C. (Tun Abdul Razak Research 
Centre) aventi sezione di 250x260mm realizzati interponendo a due strati di gomma HDR 
dello spessore di 10mm una lamiera in acciaio dello spessore di 2mm.
Il telaio è stato modellato ricorrendo ad uno schema bidimensionale in cui le colonne sono 
state modellate con elementi BEAM a due nodi con funzioni di forma cubiche e dal 
comportamento elastoplastico, mentre per le travi composte gli elementi scelti hanno 
comportamento elastico e la modellazione del comportamento in elastico dovuto al formarsi 
di eventuali cerniere plastiche è stato delegato ad una serie di molle rotazionali rigido-
plastiche disposte ad intervalli regolari lungo le travi. Per la modellazione dei giunti trave 
colonna, trattandosi di giunti in struttura mista acciaio calcestruzzo il modello adottato è 
quello illustrato al precedente paragrafo  3.2.9 .
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Figura 5.89: Modello numerico
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Dal confronto tra i risultati sperimentali e numerici per la prova a spostamenti imposti si nota 
come il modello fornisca una descrizione accurata della risposta de telaio in termini di 
rigidezza e di capacità dissipativa.
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Figura 5.91: Confronto Sperimentale- Numerico per la prova in oscillazioni libere
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Figura 5.90: Confronto Sperimentale Numerico in termini di legame Forza-Spostamento per la  
prova a spostamenti imposti
-100
-80
-60
-40
-20
0
20
40
60
80
100
Scorrimento [mm]
Fo
rz
a 
[k
N
]
Numerico
Sperimentale
Fo
rz
a 
[k
N
]
VALIDAZIONE DEI MODELLI ISTERETICI
Dal confronto tra i risultati sperimentali delle prove in oscillazioni libere è quelli forniti dal 
modello numerico si nota un buon accordo tra il comportamento predetto dal modello 
numerico e quello osservato sperimentalmente seppure il modello numerico sovrastima lo 
smorzamento osservato sperimentalmente. Va notato che trattandosi di una prova dinamica in 
oscillazioni libere, anche la minima discrepanza tra il modello numerico e il comportamento 
sperimentale in termini di capacità dissipativi del dissipatore viene subito evidenziata col 
trascorrere del tempo in termini di spostamento causando una non perfetta corrispondenza tra 
la storia di spostamento osservata sperimentalmente e quella predetta dal modello numerico.
5.2 CONFRONTO TRA MACROMODELLO E MODELLAZIONE 
SEMPLIFICATA
Come illustrato nel precedente capitolo  3.2.10  per ridurre l’onere computazionale richiesto 
dalle simulazioni numeriche è stato sviluppato un modello isteretico atto a modellare in 
maniera semplificata il comportamento globale dei giunti trave colonna per mezzo di una sola 
molla rotazionale. Al fine di validare tale modello e di valutarne la bontà nel predire la 
risposta globale di strutture intelaiate, si è proceduto ad effettuare una serie di confronti tra i 
risultati forniti dal macromodello completo e il modello semplificato a molla rotazionale.
Come prima validazione si sono simulate numericamente, impiegando l’approccio della 
modellazione semplificata del giunto trave colonna mediante molle rotazionali, le prove 
sperimentali eseguite da Carameli et al. (1999)[69] su giunti composti interni ed esterni 
precedentemente utilizzate al paragrafo  5.1.3.2  per la validazione del macromodello.
Come è possibile vedere dal confronto tra i risultati sperimentali e quelli forniti dal modello 
numerico completo (macromodello) e quello semplificato (molle rotazionali), il modello 
semplificato fornisce una buona descrizione del comportamento osservato sperimentalmente 
seppur non sia in grado di seguire completamente i fenomeni di degrado di rigidezza e 
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resistenza in maniera accurata come il macromodello.
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Figura 5.93: confronto sperimentale numerico della risposta del giunto interno in termini di  
legame momento-rotazione
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Figura 5.92: confronto sperimentale numerico della risposta del giunto esterno in termini  
di legame momento-rotazione 
NODO ESTERNO
-300
-250
-200
-150
-100
-50
0
50
100
150
200
250
300
-60 -40 -20 0 20 40 60
Rotazione [mrad]
M
om
en
to
 [k
N
m
]
SPERIMENTALE
MACROMODELLO
ROTAZIONALE
CONFRONTO TRA MACROMODELLO E MODELLAZIONE SEMPLIFICATA
Come seconda validazione si è scelto di ripetere, utilizzando la modellazione semplificata dei 
giunti con molle rotazionali, le analisi precedentemente eseguite sul telaio di ISPRA illustrate 
nei precedente paragrafo 5.1.4.1  e già utilizzate per la validazione del macromodello.
Pagina 260 di 315
Figura 5.95: confronto sperimentale-numerico della risposta del telaio di ISPRA in termini di  
spostamento in sommità per PGA=1.40g
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Figura 5.94: confronto sperimentale-numerico della risposta del telaio di ISPRA in termini di  
spostamento in sommità per PGA=0.25g 
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Come si può vedere dal confronto tra i risultati forniti dai due modelli, la modellazione 
semplificata a molla rotazionale dei giunti trave-colonna fornisce ottimi risultati e risulta 
adeguata a descrivere il comportamento globale di strutture intelaiate sia in termini di 
spostamenti di interpiano che di legame momento rotazione dei giunti che in termini 
energetici globali. 
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 6 ANALISI PROBABILISTICA
Utilizzando i modelli numerici e i software sviluppati precedentemente illustrati e validati si è 
proceduto ad effettuare l’analisi probabilistica volta alla definizione delle curve di fragilità per 
una struttura intelaiata a due piani e due campate analoga a quella testata sperimentalmente ad 
Ispra da Bursi et al. (1999)[72] e precedentemente utilizzato come riferimento per la 
validazione dei modelli numerici sviluppati.
6.1 STRUTTURA OGGETTO DI INDAGINE
Si riporta nel seguito una accurata descrizione della struttura oggetto di analisi di cui è gia 
stata data una descrizione sommaria nei capitoli precedenti. Come accennato, il  telaio oggetto 
dell’analisi è quello testato nel laboratorio di Ispra da Bursi et al., esso riproduce in scala reale 
un edificio di due piani composto da tre telai principali paralleli a due campate diseguali di 5 e 
7 metri posti ad un interasse di 3 metri e con un interpiano di 3,5 metri. I tre telai piani sono 
collegati da travi secondarie incernierate agli estremi per formare una struttura 
tridimensionale controventata nella direzione ortogonale ai telai per mezzo di croci di San 
Andrea realizzate con profili angolari L50x100x8. Nella seguente figura si riportano alcune 
immagini della struttura testata in fase di costruzione.
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Figura 6.1: Telaio in fase di costruzione
La struttura è stata progettata sulla base delle indicazioni contenute nelle normative vigenti 
europee EC1 (2001), EC2 (2001), EC3 (2000), EC4 (2001) ed EC8 (2002). I materiali 
impiegati nella realizzazione sono elencati nella seguente tabella insieme ai valori nominali 
delle resistenze in fase di verifica.
Nella seguente tabella invece sono riportati i valori delle densità nominali dei materiali 
assieme ai pesi calcolati per i principali elementi strutturali.
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Tabella 6.1: Proprietà meccaniche dei materiali
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Per quanto riguarda gli elementi strutturali, si ha che le colonne sono realizzate con profili di 
acciaio tipo HEB 260, per quelle esterne, e HEB 280, per quelle interne, riempite 
parzialmente di calcestruzzo armato con barre ad aderenza migliorata di diametro φ 12. Sono 
state, inoltre, previste staffe di diametro φ 8 disposte con passo di 15 cm al di fuori delle zone 
critiche ed infittite, con passo pari a 5 cm, al loro interno. Al fine di migliorare la 
collaborazione tra calcestruzzo e profilo metallico sono stati saldati, all’anima di quest’ultimo, 
dei connettori a piolo tipo Nelson, disposti su una fila con passo 35 cm nella zona centrale e 
su due file con passo 22 cm nelle zone critiche.
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Tabella 6.2: Densità dei materiali e peso degli elementi strutturali
Tabella 6.3: Carpenteria delle colonne
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La disposizione delle staffe e dei connettori a piolo è stata eseguita considerando le richieste 
di infittimento nelle zone critiche, misure adottate per conseguire l’obiettivo di garantire, a 
livello di sezione, un grado di duttilità in curvatura adatto a poter definire l’elemento di classe 
H.
Nelle seguenti figure si riportano le immagini delle armature delle colonne composte prima 
del getto del calcestruzzo.
Figura 6.2: Armature dei pilastri prima del getto di calcestruzzo
Alle estremità inferiori delle colonne sono state saldate delle piastre di base da 600x400x40 
mm alle quali sono state collegate, tramite saldatura, le barre d’armatura del calcestruzzo.
Nelle seguenti figure si riportano le immagini delle basi delle colonne in fase di costruzione.
Figura 6.3: Particolari delle basi delle colonne
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Le travi principali risultano composte da un profilo d’acciaio IPE 300 che, come richiesto 
nelle specifiche dell’EC 8 (2002) per la classe di duttilità H, rientra nelle sezioni di classe I 
secondo la classificazione dell’EC 3 (2000). Anche per questo elemento si sono impiegati dei 
connettori a piolo tipo Nelson, per la trasmissione del taglio tra soletta e profilo in acciaio, che 
si trovano disposti lungo la trave su due file parallele con interasse 150 mm. Nella zona di 
giunto non sono stati collocati connettori a taglio fino ad una distanza dalla flangia della 
colonna di 220 mm per le travi di 5 metri di luce, e di 280 mm per quelle di 7 metri.
Per impedire fenomeni di instabilità locale ed aumentare la resistenza a compressione della 
flangia inferiore delle travi sono stati inseriti degli irrigidimenti costituiti da piatti verticali 
dello spessore di 12 mm saldati all’anima ed alle flangie della trave ad una distanza dalla zona 
finale delle travi pari a due volte la semilarghezza degli stessi.
Nelle seguenti figure si riportano le immagini delle travi metalliche prima del montaggio della 
struttura. 
Figura 6.4: Travi metalliche prima del montaggio
Le travi secondarie, realizzate utilizzando profili IPE 240, non sono state collegate alla soletta 
in calcestruzzo ma bensì sono state collegate unicamente con i pilastri per mezzo di giunzioni 
bullonate il cui comportamento è schematizzabile come una cerniera.
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Figura 6.5: Telaio durante le fasi di assemblaggio delle travi
La soletta collaborante con le travi principali è stata realizzata da un getto di calcestruzzo di 
altezza totale pari a 15 cm su lamiera grecata tipo Brollo EGB 210. Nel getto, lontano dai 
giunti, è presente un’armatura diffusa di rete elettrosaldata φ 12/150 e di barre φ 16 disposte 
nella direzione trasversale che viene puntualmente rinforzata, con la disposizione di barre di 
armatura aggiuntiva, nei pressi dei nodi 
Figura 6.6: Armature del solaio prima del getto del calcestruzzo
Particolare cura è stata posta nella realizzazione del giunto di base composto da una piastra 
dello spessore di 40 mm e due file di tirafondi ciascuna composta da tre barre Fe 510 φ 32 
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filettante in testa nella parte che emerge dal plinto di fondazione. Sotto la piastra sono presenti 
dei controdadi di livellamento con uno spessore di malta EMACO S55 di 30 mm circa.
Figura 6.7: Basi dei pilastri
Vi è, inoltre, un profilo HEB 140 lungo 15 cm saldato nella parte inferiore della piastra, 
progettato per trasferire gli sforzi di taglio dalla colonna al plinto di fondazione. Sono, inoltre, 
impiegati due piatti di irrigidimento spessi 12 mm che si sviluppano per un altezza di 25 cm e 
che sono collegati alle flangie della colonna per mezzo di saldature.
6.2 MODELLO NUMERICO ADOTTATO
Il modello numerico adottato per la struttura è analogo a quello precedentemente illustrato al 
paragrafo  5.1.4.1  fatta eccezione per la modellazione dei giunti trave colonna. Infatti visto 
l’elevato numero di analisi dinamiche non lineari richiesto si è deciso di ridurre l’onere 
computazionale adottando una modellazione semplificata dei nodi trave colonna adottando la 
modellazione semplificata mediante molle rotazionali, cosi come illustrato al precedente 
paragrafo  3.2.10  pertanto il modello numerico adottato per la struttura è quello validato al 
precedente capitolo 5.2.
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a) giunto interno b) giunto esterno
Figura 6.8: Modellazione semplificata dei giunti
Come già illustrato nei precedenti capitoli, la modellazione delle travi composte è stata 
realizzata interponendo ad una serie di elementi BEAM elastici a due nodi con funzioni di 
forma cubiche, una serie di molle rotazionali rigido plastiche atte a modellare il 
comportamento delle eventuali cerniere plastiche. La modellazione delle colonne invece è 
stata realizzata sempre con elementi BEAM elastici a due nodi con funzioni di forma cubiche, 
alle cui estremità, in corrispondenza del tratto di colonna prossimo ai giunti trave colonna non 
ricoperto di calcestruzzo, sono stati inseriti due elementi BEAM dal comportamento 
elastoplastico atti a modellare la formazione di eventuali cerniere plastiche alle estremità delle 
colonne.
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La modellazione delle masse è avvenuta assegnando agli elementi BEAM di travi e colonne 
una densità lineare proporzionale ai carichi permanenti, propri e portati, competenti a ciascun 
elemento. Per tenere conto delle masse competenti alla porzione delle travi e delle colonne 
convergenti nel nodo e non modellate da elementi BEAM nonché le masse proprie delle 
connessioni metalliche del nodo stesso, si sono inserite in corrispondenza dei nodi delle 
opportune masse concentrate.
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Figura 6.9: modello numerico adottato per il telaio
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6.3 SCELTA DELLE VARIABILI ALEATORIE
In linea generale, risultano essere fonti di aleatorietà per la struttura:
• la geometria delle parti strutturali;
• l’intensità ed il tipo di permanenza delle azioni verticali;
• le proprietà meccaniche dei materiali;
• il comportamento isteretico dei materiali e delle componenti.
Per procedere all’analisi probabilistica tuttavia si sono considerate come unica fonte di 
aleatorietà le resistenze dei materiali assumendo invece in modo deterministico tutte le altre 
grandezze facendo riferimento ai valori caratteristici di progetto per le dimensioni 
geometriche e per le densità e facendo riferimento per tutte le altre grandezze ai dati ricavati 
dalle indagini sperimentali condotte sui giunti da Caramelli et al [69]e sulla struttura intelaiata 
nel suo complesso da Bursi et al.[72]
Nelle analisi di tipo probabilistico il parametro che viene generalmente assunto come 
rappresentativo dell’aleatorietà delle proprietà meccaniche del materiale è la resistenza al 
limite elastico dello stesso [2] [74] [75] [76]. Ciò non toglie che uno stesso materiale possa 
essere caratterizzato da più variabili aleatorie rappresentative di altrettante proprietà 
meccaniche come ad esempio la tensione ultima, il modulo di elasticità, ecc.
In questo studio si sono assunte come variabili aleatorie le tensioni di snervamento relative 
agli acciai da carpenteria metallica, agli acciai da cemento armato e al calcestruzzo, e le 
tensioni ultime relative ai bulloni ed ai pioli di collegamento.
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 6.3.1 ACCIAIO DA CARPENTERIA METALLICA
Le caratteristiche meccaniche dei profili in acciaio, risultano essere influenzate sia da 
fenomeni di carattere aleatorio che dai processi di carattere tecnologico. In particolare, lo stato 
deformativo disomogeneo che genera stati tensionali residui nei profilati metallici dipende:
• dai processi tecnologici di tipo termico di produzione dei profili       (raffreddamento, 
saldatura, taglio alla fiamma,…);
• dai processi di tipo meccanico (laminazione a freddo, raddrizzamento);
costituendo la causa determinante della disomogenea distribuzione delle caratteristiche 
meccaniche lungo la sezione dei profilati [77].
Oltre ai “processi industriali”, bisogna  considerare fenomeni di carattere aleatorio  che 
governano, individuata la legge di distribuzione lungo la sezione, l’entità della tensione di 
snervamento delle varie fibre in cui si può pensare composta la sezione. L’analisi 
dell’influenza dell’aleatorietà e della disomogenea distribuzione della tensione di 
snervamento  lungo la sezione richiederebbe l’impiego di modelli a fibre il cui impiego esula 
dagli scopi del presente lavoro.
Pertanto, nel seguito, è stata condotta un’analisi semplificata impiegando per un dato tipo di 
acciaio (Fe 360) due soli valori della tensione di snervamento: il primo riferito alle flange ed 
il secondo all’anima della sezione.
Con riferimento ai risultati riportati in [74], è stata assunta una opportuna legge di 
distribuzione statistica della tensione di snervamento, dipendente dallo spessore dei piatti che 
compongono la sezione. In particolare è stato evidenziato che la distribuzione Log-Normale 
rappresenta meglio di altre la distribuzione dei valori sperimentali, e che la media del 
logaritmo della tensione di snervamento si può assumere dipendente linearmente dallo 
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spessore t, con andamento decrescente all’aumentare dello stesso: 
dove c1 e c2 dipendono dal tipo di acciaio (Fe 360), t rappresenta lo spessore espresso in mm 
ed fy è la tensione di snervamento espressa in N/mm2. 
Il coefficiente di variazione COV, definito come il rapporto tra lo scarto quadratico medio ed 
il valore medio, può essere assunto pari a 0,07.
Componenti metalliche del 
giunto composto  (Fe 360) Parametri 
CDF
t l x COV fy,m S
[mm] [N/mm2] [N/mm2]
flangia colonna HEB 260 fycf 17.50 5.64 0.07 0.07 283.1 19.8 Log-Normale
anima colonna  HEB 260 fycw 10.00 5.70 0.07 0.07 298.4 20.9 Log-Normale
flangia colonna HEB 280 fycf 18.00 5.64 0.07 0.07 282.2 19.8 Log-Normale
anima colonna  HEB 280 fycw 10.50 5.69 0.07 0.07 297.4 20.8 Log-Normale
flangia trave IPE 300 fybf 10.70 5.69 0.07 0.07 296.9 20.8 Log-Normale
anima trave  IPE 300 fybw 7.10 5.72 0.07 0.07 304.5 21.3 Log-Normale
piastra di collegamento fyep 15.00 5.66 0.07 0.07 288.1 20.2 Log-Normale
Tabella 6.4: Distribuzioni di probabilità per gli acciai da carpenteria
Nella precedente tabella sono riassunti i parametri statistici relativi alle variabili aleatorie 
assunte per le travi e le colonne in acciaio del telaio di Ispra, dove:
• fy,m  è valore medio della tensione di snervamento;
• s è lo scarto quadratico medio della tensione di snervamento:
• λ e ξ sono rispettivamente la media e la deviazione standard relative alla distribuzione 
di tipo Log-Normale:
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• COV è il coefficiente di variazione definito come segue:
 6.3.2 ACCIAIO DA CEMENTO ARMATO
In letteratura, per le barre d’armatura, il coefficiente di variazione assume valori compresi tra 
4% e 12%, e vengono assunte a seconda degli autori distribuzioni di tipo Normale o Log-
Normale. In questo lavoro, si è convenuto di assumere una distribuzione di tipo Log-Normale 
con un COV del 6%, in accordo con quanto proposto da Erberik ed Elnashai [75], Lo stesso 
dicasi per il valore medio. 
Barre d'armatura Parametri CDF
f
sr,k l x COV fsr,m s
[N/mm2] [N/mm2] [N/mm2]
Fe b 44k (B450 C) fsr 430.00 6.17 0.06 0.06 477.09 28.63 Log-Normale
Tabella 6.5: distribuzione di probabilità per gli acciai da C.A.
 6.3.3 CALCESTRUZZO 
È comunemente accettato in letteratura, assumere per il calcestruzzo una distribuzione della 
tensione di compressione al limite elastico (fc), di tipo Normale. Studi condotti da Dymiotis 
[76] ed altri, suggeriscono di assumere per la fc un coefficiente di variazione del 15%. Il 
valore medio invece può essere ottenuto partendo dal valore caratteristico del materiale, come 
visto in precedenza.
,      k = 1.64 
Nella tabella seguente sono riassunti i valori assunti nel caso preso in esame.  
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Calcestruzzo Parametri CDF
f
c,k COV fc,m s
[N/mm2] [N/mm2] [N/mm2]
Classe C25/30 fc 30.36 0.15 38.43 5.76 Normale
Tabella 6.6: Distribuzione di probabilità per il calcestruzzo
 6.3.4 BULLONI DI COLLEGAMENTO
Per quanto concerne la tensione ultima dei bulloni essa viene assunta distribuita con legge 
Normale con media E(fu) = 1,2 × fu,k, e coefficiente di variazione pari al 2% [74].
Bulloni Parametri CDF
f
ub COV fub,m s
[N/mm2] [N/mm2] [N/mm2]
Bulloni classe 10.9 fub 1000.00 0.02 1070.0 21.4 Normale
Tabella 6.7: distribuzione di probabilità per i bulloni
 6.3.5 PIOLI DI COLLEGAMENTO TRAVE-SOLETTA IN C.A.
Si è assunto una distribuzione di tipo Normale con un coefficiente di variazione pari al 4%, 
mentre il valore medio della tensione ultima è stato determinato, come visto in precedenza, 
partendo dal valore caratteristico dello stesso:
, k = 1.64. 
Piolo Parametri CDF
f
us,k COV fus,m s
[N/mm2] [N/mm2] [N/mm2]
Stud Nelson 3/4" fus 517.00 0.04 553.4 22.1 Normale
Tabella 6.8: distribuzione di probabilità per i pioli tipo NELSON
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6.4 DEFINIZIONE DELL’AZIONE SISMICA
L’aleatorietà dell’azione sismica è legata principalmente non solo all’intensità del sisma che 
in generale viene espressa in termini di accelerazione di picco del terreno PGA, ma anche alla 
durata dell’evento sismico e al suo contenuto in frequenza. Avendo assunto in maniera 
deterministica le dimensioni geometriche, le rigidezze e le masse degli elementi della 
struttura, ne consegue che il periodo fondamentale della popolazione di strutture esaminata 
risulta univocamente determinato e quindi si è scelto di esprimere l’intensità del sisma non in 
termini di PGA ma bensì di spostamento spettrale elastico associato al periodo fondamentale 
della struttura. 
Inoltre visto che le curve di fragilità sono espresse proprio in funzione dell’intensità del sisma, 
nella procedura di generazione di queste ultime, questa componente non viene considerata 
nelle singole analisi come una variabile aleatoria ma bensì ne viene esplorato l’intero campo 
di interesse ripetendo ogni analisi per una serie predeterminata di valori di intensità che nel 
caso specifico preso in esame sono:
 sd=20 | 30 | 40 | 50 | 60 | 80 | 100 | 120 | 160 | 200 mm.
Per tenere conto dell’aleatorietà degli altri parametri dell’azione sismica invece si è scelto di 
trattare la forma dell’accelerogramma come una variabile discreta aleatoria con densità di 
probabilità costante utilizzando un set di 15 accelerogrammi naturali spettrocompatibili 
selezionati tra quelli individuati nell’ESD (European Strong-Motion Database) dal consorzio 
ReLUIS (Rete dei Laboratori Universitari di Ingegneria Sismica) utilizzando i criteri dettati 
dall’OPCM 3431 e dall’EC8 per la scelta degli accelerogrammi da utilizzare nelle analisi 
dinamiche non lineari.
In particolare gli accelerogrammi utilizzati sono stati scelti tra quelli compatibili con lo 
spettro di normativa per terreni di tipo A.
Pagina 276 di 315
Capitolo  6 
ANALISI PROBABILISTICA
Nella seguente tabella è riassunto il set di accelerogrammi utilizzati.
# cod. località data componente durata [s] p.g.a. [g] Densità di 
probabilità
1 0032 codroipo 06/05/1976 N-S 44.305 0.066 1/15
2 0038 Tolmezzo 06/05/1976 N-S 37.385 0.372 1/15
3 0143 Buia 11/09/1976 E-W 21.267 0.111 1/15
4 0143 Buia 11/09/1976 N-S 21.237 0.238 1/15
5 0152 Forgaria C 15/09/1976 E-W 22.994 0.222 1/15
6 0153 S. Rocco 15/09/1976 E-W 17.514 0.137 1/15
7 0156 Buia 15/09/1976 E-W 27.437 0.096 1/15
8 0156 Buia 15/09/1976 N-S 27.442 0.113 1/15
9 0168 Forgaria C 15/09/1976 N-S 25.593 0.317 1/15
10 0169 S. Rocco 15/09/1976 E-W 17.897 0.255 1/15
11 0169 S. Rocco 15/09/1976 N-S 17.875 0.134 1/15
12 0301 Patti 15/04/1978 N-S 31.881 0.072 1/15
13 0302 Nasso 15/04/1978 E-W 29.992 0.134 1/15
14 0350 Cascia 19/09/1979 E-W 26.042 0.213 1/15
15 0636 Calitri 23/11/1980 E-W 87.098 0.170 1/15
Tabella 6.9: Set di accelerogrammi utilizzati
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 #5 0152 Forgaria C. E-W
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 #4 0143 Buia N-S
-0,30
-0,20
-0,10
0,00
0,10
0,20
0,30
0 5 10 15 20 25
Tempo [s]
A
cc
el
er
az
io
ne
 [g
]
Capitolo  6 
ANALISI PROBABILISTICA
 #8 0156 Buia N-S
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DEFINIZIONE DELL’AZIONE SISMICA
Nella seguente figura si evidenzia il raffronto tra lo spettro medio del set di accelerogrammi 
scelti e quello fornito dall’Eurocodice 8 per terreni di tipo A.
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Figura 6.10: Spettri in termini di pseudoaccelerazione per il set di accelerogrammi  
prescelto
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Figura 6.11: Spettro medio e spettro medio + una deviazione standard del set di  
accelerogrammi utilizzato
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VALUTAZIONE DELL’INFLUENZA DELLE DIMENSIONI DEL CAMPIONE
6.5 VALUTAZIONE DELL’INFLUENZA DELLE DIMENSIONI DEL 
CAMPIONE
Come illustrato nei precedente capitolo 2, nelle analisi probabilistiche di tipo Montecarlo e 
più in generale su tutte le elaborazioni di tipo statistico, risulta di fondamentale importanza la 
dimensione del campione statistico esaminato. Infatti la scelta delle dimensioni del campione 
statistico è condizionata da due esigenze contrapposte, da un lato per aumentare la 
rappresentatività del campione rispetto alla popolazione esaminata il campione dovrebbe 
essere il più numeroso possibile, dall’altro lato le dimensioni del campione devono essere 
limitate per contenere l’onere computazionale connesso con le analisi di tipo Montecarlo.
Per scegliere in maniera opportuna le dimensioni del campione statistico da utilizzare si è 
quindi proceduto in una prima fase a valutare la convergenza dei risultati forniti dal modello 
numerico al diminuire delle dimensioni del campione generato.
In tale maniera si è voluto quindi valutare in via approssimata l’influenza delle dimensioni del 
campione generato sulla determinazione statistica dello spostamento di interpiano della 
struttura esaminata.
A tale scopo si è proceduto alla generazione ripetuta di campioni statistici divisi in gruppi di 
dimensioni via via crescenti. Per ognuno dei gruppi composti da cinque campioni si è valutata 
la convergenza della funzione di densità di probabilità del massimo spostamento di interpiano 
ottenuta per una azione sismica predeterminata.
In particolare per ogni campione generato si è valutato il coefficiente di determinazione 
statistico R2 della funzione di densità di probabilità del massimo spostamento di interpiano.
Il coefficiente di determinazione statistico R2 è un indice che misura la bontà di un modello 
nel descrivere la distribuzione di probabilità di una determinata popolazione e può essere 
definito come:
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Nella precedente espressione il termine al numeratore ha quindi il significato di devianza 
spiegata dal modello mentre il denominatore esprime la varianza totale della popolazione.
Ovviamente, non essendo nota a priori la distribuzione di probabilità del massimo 
spostamento di interpiano della popolazione di strutture presa in esame, per il calcolo del 
coefficiente di determinazione R2, si è assunta in modo approssimato come distribuzione 
statistica di riferimento la distribuzione log-normale ottenuta come media delle distribuzioni 
di probabilità ottenute dal gruppo di cinque campioni generati con la massima dimensione 
presa in considerazione. Tale assunzione semplificata appare adeguata anche in ragione del 
fatto che l’obbiettivo di questa prima indagine è di valutare la convergenza dei risultati forniti 
dal modello numerico al diminuire delle dimensioni del campione generato.
Essendo il processo di generazione dei campioni statistici un processo aleatorio ed essendo la 
dimensione dei gruppi di campioni generati limitata a soli cinque campioni si è scelto di 
utilizzare come indice di convergenza della soluzione fornita da ogni gruppo di campioni il 
minimo coefficiente di determinazione calcolato per ciascun campione all’interno del gruppo.
L’azione sismica utilizzata per eseguire questa valutazione sulla convergenza dei risultati 
forniti dal modello è stata quella determinata applicando alla struttura un accelerogramma 
generato spettrocompatibile, riferito ad un suolo di classe A e denominato ACC14, utilizzando 
una intensità di picco dell’accelarazione del suolo PGA pari a 0.5g.
Essendo la popolazione di strutture presa in esame definita mediante 12 variabili aleatorie le 
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VALUTAZIONE DELL’INFLUENZA DELLE DIMENSIONI DEL CAMPIONE
dimensioni del campione statistico prese in esame sono state comprese tra 12 e 240 esemplari.
Nella precedente figura si evidenzia in forma grafica la dispersione, attorno ai valori presi 
come riferimento, dei risultati ottenuti in termini di media e deviazione standard al variare 
della dimensione dei campioni generati.
Si riporta nella seguente figura l’andamento del minimo coefficiente di determinazione per la 
densità di probabilità del massimo spostamento di interpiano al variare della dimensione del 
campione.
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Figura 6.12: dispersione dei dati al variare della dimensione del campione
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Come si può vedere nel caso preso in esame con dimensioni del campione inferiori a 96 
esemplari si ottengono campioni poco rappresentativi della popolazione studiata mentre al 
crescere della dimensioni del campione si inizia ad avere una buona convergenza dei risultati 
forniti dal modello e pertanto si è ritenuto adeguato utilizzare una dimensione del campione 
statistico pari a 200 esemplari.
6.6 GENERAZIONE DELLE CURVE DI FRAGILITÀ
Una volta stabilito il numero di esemplari necessario per costruire un campione significativo 
si è quindi proceduto a generare i 200 modelli numerici dei telai utilizzando il programma 
sviluppato ed impiegando le metodologie di modellazione e i modelli isteretici 
precedentemente validati.
Come precedentemente illustrato, per la generazione dei modelli numerici, si sono assunte 
come variabili aleatorie, oltre alla forma dell’accelerogramma che caratterizza l’azione 
sismica agente su ogni telaio, le seguenti resistenze dei materiali:
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Figura 6.13: Andamento del coefficiente di determinazione con la dimensione del  
campione
 
coefficiente di determinazione del massimo spostamento di 
interpiano per 12 variabili aleatorie
24012096
4824
12
0,50
0,55
0,60
0,65
0,70
0,75
0,80
0,85
0,90
0,95
1,00
12 24 36 48 60 72 84 96 108 120 132 144 156 168 180 192 204 216 228 240
dimensione campione
co
ef
fic
ie
nt
e 
di
 d
et
er
m
in
az
io
ne
Generazione delle curve di fragilità
- tensione di snervamento fycf delle flangie della colonna HEB 260;
- tensione di snervamento fycw dell’anima della colonna HEB 260;
- tensione di snervamento fycf delle flangie della colonna HEB 280;
- tensione di snervamento fycw dell’anima della colonna HEB 280;
- tensione di snervamento fybf delle flangie della trave IPE 300;
- tensione di snervamento fybw dell’anima della trave IPE 300;
- tensione di snervamento fyep del piatto di collegamento;
- tensione di snervamento fsr delle barre d’armatura;
- tensione di compressione fc al limite elastico del calcestruzzo;
- tensione ultima dei pioli  fus di collegamento con la soletta;
- tensione ultima dei bulloni fub;
Per ogni file di input così generato si è proceduto ad eseguire un’analisi dinamica non lineare 
per ogni intensità spettrale presa in considerazione per la generazione delle curve di fragilità, 
scalando gli accelerogrammi in maniera tale da ottenere l’intensità dell’azione sismica 
desiderata. 
Nella seguente tabella si riportano le accelerazioni del terreno di picco associate ai vari livelli 
di intensità spettrale associati a ciascun accelerogramma utilizzato.
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# Sisma sd(T=0.5s) [mm]
20 30 40 50 60 80 100 120 160 200
cod. località componente PGA [g]
1 0032 codroipo N-S 0.12 0.17 0.23 0.29 0.35 0.47 0.58 0.70 0.93 1.16
2 0038 Tolmezzo N-S 0.16 0.24 0.32 0.40 0.48 0.64 0.81 0.97 1.29 1.61
3 0143 Buia E-W 0.15 0.22 0.29 0.37 0.44 0.59 0.73 0.88 1.17 1.46
4 0143 Buia N-S 0.12 0.18 0.24 0.30 0.36 0.48 0.60 0.72 0.96 1.20
5 0152 Forgaria C E-W 0.28 0.42 0.56 0.70 0.85 1.13 1.41 1.69 2.26 2.82
6 0153 S. Rocco E-W 0.37 0.56 0.75 0.93 1.12 1.49 1.86 2.24 2.98 3.73
7 0156 Buia E-W 0.22 0.32 0.43 0.54 0.65 0.86 1.08 1.29 1.72 2.15
8 0156 Buia N-S 0.17 0.26 0.34 0.43 0.51 0.68 0.85 1.02 1.36 1.71
9 0168 Forgaria C N-S 0.17 0.26 0.34 0.43 0.51 0.68 0.85 1.02 1.36 1.71
10 0169 S. Rocco E-W 0.21 0.31 0.41 0.51 0.62 0.82 1.03 1.23 1.65 2.06
11 0169 S. Rocco N-S 0.19 0.28 0.38 0.47 0.57 0.75 0.94 1.13 1.51 1.89
12 0301 Patti N-S 0.10 0.15 0.20 0.25 0.30 0.40 0.50 0.60 0.80 1.00
13 0302 Naso E-W 0.36 0.54 0.72 0.90 1.08 1.44 1.80 2.16 2.89 3.61
14 0350 Cascia E-W 0.50 0.75 0.99 1.24 1.49 1.99 2.49 2.98 3.98 4.97
15 0636 Calitri E-W 0.11 0.17 0.23 0.28 0.34 0.45 0.57 0.68 0.91 1.13
Tabella 6.10: valori di PGA corrispondenti a ciascuna intensità spettrale sd
Una volta eseguite le analisi, per procedere alla creazione delle curve di fragilità come 
precedentemente descritto nel capitolo 2, si sono scelti gli stati limite a cui fare riferimento 
per la generazione delle curve di fragilità facendo riferimento alla comune pratica normativa e 
progettuale individuando i seguenti stati limite:
LS0 Limite di danno agli impianti e negli elementi non strutturali
Questo limite corrisponde all’insorgere dei primi lievi danni agli impianti e agli 
elementi non strutturali mentre gli elementi strutturali rimangono illesi. Per eventi 
sismici di bassa intensità ed elevata probabilità di manifestarsi durante la vita utile 
dell’edificio si devono evitare sia i danni alla struttura che al suo contenuto.
LS1 Limite di danno lieve agli elementi strutturali
Questo limite corrisponde all’insorgere dei primi lievi danni negli elementi strutturali 
mentre deve rimanere garantita la sicurezza degli occupanti.
Per sismi di medio bassa intensità la struttura deve poter essere ripristinata in breve 
tempo
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LS2 Limite di danno severo agli elementi strutturali
Questo limite corrisponde all’insorgere di gravi Danni strutturali per cui l’edificio pur 
non collassando e continuando a garantire la sicurezza degli occupanti dovrà essere 
demolito e ricostruito. Per sismi di intensità elevata e bassa probabilità di occorrere 
durante la vita utile l’edificio non deve collassare e deve continuare a garantire la 
sicurezza degli occupanti.
LS3 Limite di collasso incipiente
Questo limite corrisponde al collasso incipiente della struttura oltre il quale l’edificio 
non è più in grado di garantire la sicurezza degli occupanti.
Per valutare il danno associato a ciascun stato limite, cosi come da comune pratica progettuale 
e così come indicato in letteratura, si è scelto di utilizzare il massimo spostamento di 
interpiano (ISDA) come indicatore di danno strutturale.
In particolare per individuare i valori dello spostamento di interpiano da associare a ciascun 
stato limite per la creazione delle curve di fragilità si è fatto riferimento ai lavori di Piluso et 
al. [2], Olsson et al. [3] e Song et al. [4].
Stato limite ISDA % Livello di danno
LS0: Limite di danno agli impianti 0.5 Edificio utilizzabile
LS1: Limite di danno lieve 1 Edificio recuperabile
LS2: Limite di danno severo 2 Edificio irrecuperabile
LS3: limite di collasso incipiente 5 Collasso dell’edificio
Tabella 6.11: valori di ISDA associati agli stati limite presi in esame.
Per verificare l’applicabilità all’edificio in esame dei valori di ISDA reperiti in letteratura, e 
riportati nella precedente tabella, si è proceduto ad eseguire un’analisi statica non lineare di 
pushover su un modello numerico del telaio esaminato ed andando ad individuare sulla 
risultante curva di spinta i punti corrispondenti al raggiungimento dei valori di ISDA scelti 
come riferimento. Tale modello numerico è stato realizzato utilizzando i valori caratteristici di 
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progetto delle resistenze e delle azioni verticali.
La risposta statistica del campione, valutata in termini di spostamenti di interpiano è stata 
quindi diagrammata in funzione dell’intensità sismica (rischio) ottenendo il seguente risultato.
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Figura 6.14: curva di pushover con indicazione dei punti di superamento dei valori di ISDA
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Nel precedente diagramma per ogni livello di intensità sono riportati 200 valori del parametro 
di danno, ottenuti sottoponendo ciascuna delle 200 strutture facenti parte del campione 
statistico generato all’azione sismica modellata utilizzando uno degli accelerogrammi scalati 
per quel preciso valore di intensità.
Da ogni livello di intensità è cosi possibile derivare una legge di distribuzione statistica che 
approssima i risultati ottenuti.
In linea con quanto proposto in altri lavori presenti in letteratura [2],[75],[76], per ogni livello 
di intensità sismica, si è assunto una distribuzione di tipo Log-Normale per il calcolo della 
probabilità di non superamento degli stati limite di danno. Nelle figure seguenti sono riportate 
le distribuzioni di probabilità assunte per l’indice di danno globale considerato (ISDA)
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Figura 6.15: Risultati delle analisi in termini di ISDA al variare dell'intensità spettrale sd
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Figura 6.16: Distribuzione di probabilità dell’ISDA osservata ed assunta per sd=20mm
 
0
100
200
300
400
500
600
9 10 11 12 13 14 15 16 17 18
ISDA [mm]
de
ns
ità
 d
i p
ro
ba
bi
lit
à 
f [
1/
m
m
]
istogramma log-norm LS0
Figura 6.17: Confronto tra distribuzione di probabilità osservata e distribuzione log-
normale SD=20 [mm]
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Figura 6.18: Distribuzione di probabilità dell’ISDA osservata ed assunta per sd=30mm
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Figura 6.19: Confronto tra distribuzione di probabilità osservata e distribuzione log-
normale SD=30 [mm]
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Figura 6.20: Distribuzione di probabilità dell’ISDA osservata ed assunta per sd=40mm
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Figura 6.21: Confronto tra distribuzione di probabilità osservata e distribuzione log-
normale SD=40 [mm]
 
SD=40[mm]
0
0,1
0,2
0,3
0,4
0,5
0,6
0,7
0,8
0,9
1
17 19 21 23 25 27 29 31 33 35 37
ISDA [mm]
Pr
ob
ab
ili
tà
 c
um
ul
at
a
distr. osservata distr. log-normale LS0 LS1
Generazione delle curve di fragilità
Pagina 296 di 315
Figura 6.22: Distribuzione di probabilità dell’ISDA osservata ed assunta per sd=50mm
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Figura 6.23: Confronto tra distribuzione di probabilità osservata e distribuzione log-
normale SD=50 [mm]
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Figura 6.24: Distribuzione di probabilità dell’ISDA osservata ed assunta per sd=60mm
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Figura 6.25: Confronto tra distribuzione di probabilità osservata e distribuzione log-
normale SD=60 [mm]
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Figura 6.26: Distribuzione di probabilità dell’ISDA osservata ed assunta per sd=80mm
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Figura 6.27: Confronto tra distribuzione di probabilità osservata e distribuzione log-
normale SD=80 [mm]
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Figura 6.28: Distribuzione di probabilità dell’ISDA osservata ed assunta per sd=100mm
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Figura 6.29: Confronto tra distribuzione di probabilità osservata e distribuzione log-
normale SD=100 [mm]
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Figura 6.30: Distribuzione di probabilità dell’ISDA osservata ed assunta per sd=120mm
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Figura 6.31: Confronto tra distribuzione di probabilità osservata e distribuzione log-
normale SD=120 [mm]
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Figura 6.32: Distribuzione di probabilità dell’ISDA osservata ed assunta per sd=160mm
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Figura 6.33: Confronto tra distribuzione di probabilità osservata e distribuzione log-
normale SD=160 [mm]
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Figura 6.34: Distribuzione di probabilità dell’ISDA osservata ed assunta per sd=200mm
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Figura 6.35: Confronto tra distribuzione di probabilità osservata e distribuzione log-
normale SD=200 [mm]
 
 SD=200mm
0
0,1
0,2
0,3
0,4
0,5
0,6
0,7
0,8
0,9
1
15 65 115 165 215 265 315 365 415
ISDA [mm]
Pr
ob
ab
ili
tà
 c
um
ul
at
a
distr. osservata distr. log-normale LS0 LS1 LS2 LS3
Capitolo  6 
ANALISI PROBABILISTICA
Per valutare la bontà dell’approssimazione delle distribuzioni precedenti è stato eseguito il 
test di Kolgomorov-Smirnov (vedi paragrafo  2.5.4.1 ) i cui risultati sono riassunti nella 
seguente tabella. 
Parametri della densità di probabilità del 
parametro di danno ISDA con 
distribuzione  log-normale
Test di Kolgomorov-Smirnov 
Livello di significatività
Sd λ ξ α=5% α=1% α=0,1%
20 2,6248 0,0747 ok ok ok
30 3,0150 0,0799 ok ok no
40 3,2978 0,0945 ok ok no
50 3,5234 0,1333 ok ok no
60 3,7109 0,1862 ok ok no
80 4,0133 0,2540 ok ok no
100 4,2149 0,2909 ok ok no
120 4,3446 0,3261 ok ok no
160 4,7009 0,4317 ok ok no
200 4,9740 0,4436 ok no no
Tabella 6.12: Risultati del test di significatività delle distribuzioni di probabilità assunte 
Dai risultati sopra riportati si osserva che le distribuzioni log-normali assunte soddisfano i 
livelli di significatività α pari al 5% per tutte le intensità mentre il livello di significatività α 
pari al 1% è soddisfatto solo fino a intensità spettrali Sd= 160 mm mentre il livello di 
significatività αpari a 0,1% è soddisfatto solo per Sd= 30 mm. Questo si spiega con la 
maggiore dispersione dei dati che si verifica all’aumentare delle intensità del sisma, 
essenzialmente dovuta all’aumento dell’influenza dell’aleatorietà delle proprietà meccaniche 
del materiale, quindi della struttura, con l’incrementarsi dell’impegno plastico della stessa.
Le probabilità di superamento di un preciso stato limite di danno, sono rappresentate dal 
complemento ad 1 del valore della densità di probabilità cumulata di non superamento del 
valore limite prefissato.
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Nelle seguente tabella sono riportati i valori ottenuti per le probabilità di superamento degli 
stati limite espressi in termini di spostamenti di interpiano ISDA ovvero la ricercata fragilità 
sismica della struttura espressa in termini di massimo spostamento di interpiano.
Sd [mm] LS0 LS1 LS2 LS3
20 0,003002 0,003002 0,003002 0,003002
30 0,978565 0,003147 0,003147 0,003147
40 0,999999 0,003533 0,003533 0,003533
50 1 0,449815 0,00463 0,00463
60 1 0,822711 0,00633 0,00633
80 1 0,968225 0,036593 0,008542
100 1 0,993805 0,20628 0,009858
120 1 0,995885 0,386411 0,010811
160 1 0,996556 0,720386 0,153838
200 1 0,99976 0,888092 0,36519
Tabella 6.13: Probabilità di superamento degli stati limite al variare dell'intensità spettrale  
sd
Riportando tali risultati in forma grafica infine si ottengono le curve di fragilità ricercate. 
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Figura 6.36: Curve di fragilità
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I punti che individuano le curve di fragilità per ogni stato limite sono stati  quindi 
approssimati da una distribuzione di tipo Log-Normale [2],[75], operando secondo i seguenti 
passi:
1. Per ogni stato limite si è individuata  la variabile normale standardizzata ur 
corrispondente a ciascun punto della curva utilizzando la carta probabilistica Log-
Normale in cui è riportata in ascisse il logaritmo dell’intensità sismica sd ed in 
ordinate la probabilità cumulata di superamento dello stato limite (fragilità sismica). 
2. Determinazione della curva di regressione lineare, che sulla carta probabilistica Log-
Normale di fatto individua la curva di fragilità corrispondente allo stato limite 
considerato. Da tale regressione si ricavano i parametri di forma della legge di 
probabilità. Infatti, l’equazione della retta di regressione è del tipo:
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Figura 6.37: Regressione lineare su carta probabilistica log-normale
 
0
5
-5
1
2
3
4
-4
-3
-2
-1
0.1 1
ur
Fr [%]
0
50
60
70
80
90
100
40
30
20
10
LS=LS2
Sd
Equazione 6.6:  ( )lnr du a y b a S b= ⋅ + = ⋅ +
Generazione delle curve di fragilità
Tenendo presente che la distribuzione Log-Normale di x  è equivalente ad una 
distribuzione gaussiana di variabile y = ln (x), ed ad una distribuzione gaussiana 
standard (simmetrica per lo zero) rispetto la variabile ridotta z, definita come:
dove λy e ξy sono rispettivamente media e deviazione standard della distribuzione Log-
Normale. Posto ru z= , dai parametri a e b ottenuti con la regressione lineare si 
ottengono i parametri λy e ξy della distribuzione Log-Normale come:
 1
a
ξ = e  y baλ = −
3. Rappresentazione della curva di distribuzione cumulata con distribuzione Log-
normale cosi ottenuta in scala non logaritmica.
Nelle seguente tabella sono riassunti i parametri delle distribuzioni di tipo Log-Normale 
ottenuti dalla regressione.
a b ξ λ
LS0 24,06036 -77,0484 0,041562 3,202295
LS1 6,822008 -27,3141 0,146584 4,003814
LS2 3,397856 -16,5018 0,294303 4,856546
LS3 2,737851 -15,1297 0,36525 5,526129
Tabella 6.14: Coefficienti di distribuzione log-normale per le curve di fragilità
Nella figura seguente si riportano le rappresentazioni grafiche delle funzioni di Fragilità cosi 
ottenute.
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Figura 6.38: Curve di fragilità ottenute dalla distribuzione log-normale
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 7 CONCLUSIONI
Il presente lavoro di tesi  ha avuto come principale obbiettivo lo sviluppo e l'implementazione 
di codici di calcolo e modelli numerici atti a valutare l’affidabilità di strutture intelaiate 
sismoresistenti mediante analisi probabilistiche di tipo Montecarlo.
I modelli numerici sviluppati sono stati impiegati con successo per modellare il 
comportamento di diverse tipologie di strutture sismoresistenti sottoposte ad azioni sismiche.
In particolare i modelli isteretici delle singole componenti presenti all’interno dei giunti e 
quelli relativi ai dispositivi viscoelastici si sono rivelati adeguati nel descrivere i fenomeni di 
degrado ciclico di resistenza e rigidezza consentendo una previsione sufficientemente accurata 
delle capacità dissipative delle componenti modellate sottoposte sia ad azioni monotone che 
cicliche.
Il macromodello per giunti metallici si è rivelato uno strumento semplice ed affidabile per 
modellare numericamente il comportamento di varie tipologie di giunti metallici partendo 
unicamente dalla geometria dei medesimi e dalle caratteristiche meccaniche dei materiali 
impiegati. Il macromodello per giunti composti è stato perfezionato in maniera tale da 
consentire una più accurata modellazione dei meccanismi di interazione tra la soletta in 
calcestruzzo e le componenti metalliche. Il modello numerico così ottenuto si è dimostrato in 
grado di descrivere in maniera sufficientemente accurata il comportamento di diverse 
tipologie di giunti trave-colonna composti sottoposti ad azioni sismiche. In particolare il 
modello è in grado di predire in maniera adeguata anche i fenomeni di degrado di resistenza e 
rigidezza dovuto allo schiacciamento delle componenti di calcestruzzo ed allo snervamento 
delle componenti metalliche.
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I risultati forniti dai macromodelli per giunti metallici e per giunti composti si sono rivelati 
accurati e del tutto sovrapponibili ai risultati forniti dalle indagini sperimentali consentendo 
quindi di predire in maniera eccellente il comportamento dei giunti trave-colonna sottoposti 
ad azioni sismiche sia in campo elastico che post elastico fino all’incipienza del collasso. 
La modellazione semplificata dei nodi trave colonna per mezzo di molle rotazionali a cui sono 
stati assegnati opportuni modelli isteretici, calibrati in base ai risultati forniti da analisi 
numeriche eseguite utilizzando la modellazione tramite macromodello oppure utilizzando 
direttamente risultati sperimentali, si è rivelata sufficientemente accurata nel descrivere il 
comportamento globale di strutture intelaiate fornendo risultati comparabili con quelli forniti 
dai modelli numerici più complessi (macromodello) pur presentando un minor onere 
computazionale.
I codici di calcolo sviluppati si sono dimostrati utili nell’automatizzare gran parte del lavoro 
necessario per l’esecuzione delle analisi probabilistiche di tipo Montecarlo e a ridurne l’onere 
computazionale mediante l’ottimizzazione del processo di generazione del campione statistico 
utilizzando il metodo di campionamento dell’ipercubo latino (Latin Hypercube Sampling 
Method).
L’utilizzo combinato della modellazione numerica delle strutture intelaiate mediante modelli 
numerici semplificati, in cui il comportamento dei nodi trave colonna è stato modellato per 
mezzo di molle rotazionali, e del metodo di campionamento dell’ipercubo latino ha permesso 
di eseguire l’analisi probabilistica di tipo Montecarlo su una struttura intelaiata  con un 
limitato onere computazionale alla portata di un qualunque moderno personal computer 
rendendo di fatto possibile una maggior diffusione di tale tipo di analisi anche al di fuori 
dell’ambito della ricerca. 
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